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Referat
Die spanende Bearbeitung hat in den letzten Jahren und Jahrzehnten große
Fortschritte in den Bereichen der Bearbeitungsgeschwindigkeiten erfahren
und hat bereits Einzug in die industrielle Fertigung gehalten. Dies wur-
de durch Fortschritte in den Bereichen der hochtemperaturfesten Schneid-
stoffe ermo¨glicht und vorangetrieben. Fu¨r das wissenschaftliche Versta¨ndnis
der beim Hochgeschwindigkeitsspanen ablaufenden Vorga¨nge werden exakte
Kenntnisse u¨ber das mechanische Werkstoffverhalten bei sehr hohen Ver-
formungsgeschwindigkeiten sowie hohen Temperaturen und hohen Verfor-
mungen vorausgesetzt. Die Ermittlung der relevanten Werkstoffeigenschaf-
ten fu¨r die beiden Sta¨hle C45E und 40CrMnMo7 stand im Vordergrund
dieser Arbeit. Fu¨r die Ermittlung der Werkstoffkenndaten wurden spezielle
Pru¨faufbauten verwendet, welche die gleichzeitige Ermittlung von Fließspan-
nungen bei hohen Temperaturen, hohen Dehnungsgeschwindigkeiten und
großen Forma¨nderungen erlauben. Es wurde gezeigt, dass die Anwendung
des Konzeptes der thermischen Aktivierung auch bei extremen Dehnungs-
geschwindigkeiten fu¨r die beiden untersuchten Werkstoffe mo¨glich ist. Eine
Simulation des Spanbildungsvorganges mit den ermittelten Werkstoffmodel-
len zeigt, dass es mo¨glich ist, sowohl den Prozess der Fließspan- als auch
der Segmentspanbildung mit hoher Genauigkeit abzubilden.
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1 Einleitung
Die spanende Bearbeitung hat in den letzten Jahren und Jahrzehnten große
Fortschritte in den Bereichen der Bearbeitungsgeschwindigkeiten erfahren.
Der Begriff des Hochgeschwindigkeitsspanens (engl. High Speed Cutting,
HSC) hat bereits Einzug in die industrielle Fertigung gehalten. Dies wurde
durch Fortschritte in den Bereichen der hochtemperaturfesten Schneidstoffe
ermo¨glicht und vorangetrieben. Auch die Entwicklung neuer Antriebsspin-
deln und entsprechender Lagersysteme trug zu der teilweise extrem großen
Steigerung der nutzbaren Schnittgeschwindigkeiten bei.
Fu¨r das wissenschaftliche Versta¨ndnis der beim Hochgeschwindigkeitsspa-
nen ablaufenden Vorga¨nge werden exakte Kenntnisse u¨ber das mechanische
Werkstoffverhalten bei sehr hohen Verformungsgeschwindigkeiten sowie ho-
hen Temperaturen und hohen Verformungen vorausgesetzt. Je nach Werk-
stoff und Wa¨rmebehandlungszustand werden bei einer HSC-Bearbeitung
Temperaturen bis zu 1200 ◦C erreicht. Gleichzeitig werden Verformungen
von ϕ weit u¨ber 1 bei Dehnungsgeschwindigkeiten von 5 · 104 s−1 erreicht.
Beim Auftreten von adiabatischen Scherba¨ndern sind Dehnungsgeschwindig-
keiten von 106 s−1 mo¨glich. Die Ermittlung der bei diesen extrem schwierigen
Bedingungen relevanten Werkstoffeigenschaften fu¨r die beiden Sta¨hle C45E
und 40CrMnMo7 steht im Vordergrund dieser Arbeit.
Im Rahmen des von der DFG gefo¨rderten Schwerpunktprogramms “Spanen
metallischer Werkstoffe mit hohen Geschwindigkeiten“ werden in dieser Ar-
beit Pru¨feinrichtungen fu¨r die Ermittlung von werkstoffrelevanten Kennda-
ten, wie das Fließverhalten und die Temperaturentfestigung, als auch Vor-
richtungen fu¨r das Ermitteln von spanungstechnischen Kenngro¨ßen, z.B. Zer-
spankra¨fte, entwickelt, validiert und die Ergebnisse in Modelle gefasst. Diese
Modelle beruhen sowohl auf werkstoffkundlich fundierten Kenntnissen u¨ber
mikrostrukturelle Abla¨ufe als auch auf pha¨nomenologischen Beschreibungen.
Die Eignung der ermittelten Modelle als Eingangsdaten fu¨r numerische Si-
mulationen wird an Hand der Simulation eines Spanversuches nachgewiesen
und mit Hilfe der Methode der Visioplastizita¨t hinsichtlich der Ergebnisgu¨te
bewertet. Eine Simulation des Kugelkopffra¨sens zeigt die U¨bertragbarkeit
der gebildeten Modelle auf andere spanungstechnische Verfahren.
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2 Stand der Technik
In dem nachfolgenden Kapitel wird der aktuelle Wissensstand in den Be-
reichen Hochgeschwindigkeitsbearbeitung, Werkstoffpru¨fung bei hohen Be-
lastungsgeschwindigkeiten, Verhalten von metallischen Werkstoffen bei ho-
hen Belastungsgeschwindigkeiten sowie u¨ber Mo¨glichkeiten einer mathema-
tischen Modellierung dieser Eigenschaften wiedergegeben. Da sich die Ar-
beit schwerpunktma¨ßig auf das Verhalten von Werkstoffen bei hohen Belas-
tungsgeschwindigkeiten und der Werkstoffkennwertermittlung konzentriert,
sind die Grundlagen zum Hochgeschwindigkeitsspanen kurz dargestellt. Es
werden die wesentlichsten Entwicklungen auf dem Gebiet des Hochgeschwin-
digkeitsspanens in den letzten zwei Jahrzehnten wiedergegeben, wobei auf-
grund der Komplexita¨t des Fachgebietes nur ein U¨berblick u¨ber die Vor- und
Nachteile sowie die Anwendungsgrenzen des HSC gegeben werden kann.
Fu¨r eine tiefgreifende Betrachtung sei auf die einschla¨gige Literatur verwie-
sen [1]. Neben der Vorstellung der u¨blichen Messmethoden zur Ermittlung
von mechanischen Eigenschaften von metallischen Werkstoffen bei hohen
Dehnungsgeschwindigkeiten und deren historischer Entwicklung werden die
Anwendungsgrenzen dieser Pru¨fverfahren aufgezeigt und auf die Vor- und
Nachteile der einzelnen Verfahren eingegangen. Ebenfalls wird die Verwend-
barkeit der Pru¨fverfahren fu¨r die Ermittlung von HSC relevanten Material-
kenndaten bewertet. Es gab in den letzten 30 Jahren große Fortschritte auf
dem Gebiet der Hochgeschwindigkeitswerkstoffpru¨fung. Nicht zuletzt durch
die zunehmende Bedeutung der Finite Elemente Simulation, welche verla¨ssli-
che Kenndaten auch bei hohen Dehnungsgeschwindigkeiten beno¨tigt, ist die
Werkstoffpru¨fung bei hohen Geschwindigkeiten weltweit in das Interesse der
verschiedensten Fachbereiche geru¨ckt.
Fu¨r diese Simulationen mu¨ssen die Werkstoffkennwerte in numerisch stabi-
le Modelle u¨berfu¨hrt werden. Auf diesem Gebiet werden seit ca. 60 Jahren
intensive Forschungen durchgefu¨hrt, die zu einer breiten Palette von Werk-
stoffmodellen gefu¨hrt haben. Es werden die verschiedenen Modelle vorge-





Die Hochgeschwindigkeitsbearbeitung geht auf Salomon [2] zuru¨ck. Die-
ser hat bereits 1931 umfangreiche experimentelle Untersuchungen auf dem
Gebiet der Zerspanung mit hohen Schnittgeschwindigkeiten durchgefu¨hrt.
Diese Untersuchungen, fu¨r die Salomon 1931 ein deutsches Patent er-
hielt, postulieren, dass ”ab einer bestimmten Schnittgeschwindigkeit sich
die Zerspanungstemperatur an der Schneidkante verringert.” Diese Erkennt-
nisse fu¨hrte Salomon darauf zuru¨ck, dass in Abha¨ngigkeit vom verwendeten
Schneid- bzw. zu zerspanenden Werkstoff ein kritischer Schnittgeschwindig-
keitsbereich auftritt, in dem keine gu¨nstigen Zerspanungsbedingungen mehr
herrschen und die Warmha¨rte des Schneidstoffes u¨berschritten wird. Er geht
weiterhin davon aus, dass oberhalb dieses kritischen Bereiches Zerspantem-
peraturen vorliegen, die zu keiner Scha¨digung des Schneidstoffes fu¨hren und
veranlassen ihn zu folgender Aussage: ”[...] scheint die Mo¨glichkeit zu bie-
ten, die Produktivita¨t bei der Zerspanung mit konventionellen Werkzeugen
bei hohen Schnittgeschwindigkeiten zu erho¨hen.” Diese Ergebnisse werden
aufgrund mangelnder Reproduzierbarkeit von seinen Fachkollegen stets ange-
fochten. Die moderne Forschung war bisher nicht in der Lage, diese Theorie
vollsta¨ndig zu besta¨tigen. Es ist mittlerweile bekannt, dass die Zerspantem-
peratur mit steigender Schnittgeschwindigkeit bis zu einem Maximalwert
ansteigt und bei weiterer Schnittgeschwindigkeitszunahme in eine Sa¨ttigung
la¨uft. Dieser Effekt ist bei Grauguß und Stahl jedoch weniger stark ausge-
pra¨gt als bei Nichteisenmetallen wie Aluminiumwerkstoffen und anderen [3].
Die Arbeiten von Salomon sind jedoch die Triebfeder fu¨r die bis heute an-
haltenden Forschungsaktivita¨ten auf dem HSC-Gebiet, um das mit den Er-
kenntnissen von Salomon eng in Zusammenhang stehende Bearbeitungs-
potenzial gezielt auszunutzen. Die Arbeiten von Salomon wurde 1957 von
Kronenberg [4] wieder aufgegriffen. Sie bescha¨ftigten sich mit ballistischen
Versuchen zur Ultraschnellzerspanung. Diese Arbeiten wurden massiv von
der Firma Lockheed Aircraft Corp. vorangetrieben. Das breite wissenschaft-
liche Interesse am Hochgeschwindigkeitsspanen setzte jedoch erst in den
siebziger Jahren ein, nachdem Arndt [5, 6] und anderen Wissenschaftlern
auf dem Gebiet des Hochgeschwindigkeitsfra¨sens die wirtschaftliche Ver-
wendung dieses Verfahrens gelungen war. In den fru¨hen achtziger Jahren
wurden die damals auf einem breiten Gebiet vorliegenden Ergebnisse in die
Praxis u¨berfu¨hrt, nachdem es generell gelungen war, bessere Antriebssyste-
me fu¨r Werkzeugmaschinen zu entwickeln. Zuna¨chst wurde das Interesse
nur auf Aluminiumlegierungen gelegt. Nach der Synthese neuer Werkzeuge
(Schneidstoffe) wurde jedoch auch mit Hochgeschwindigkeitsuntersuchun-
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gen an Stahl sowie an Titanwerkstoffen begonnen. Schulz [1] bezeichnet
die Hochgeschwindigkeitsbearbeitung heute als Stand der Technik. Aktuel-
le Verfahrensentwicklungen zur Hochgeschwindigkeitsbearbeitung finden auf
den Gebieten des Bohrens und Reibens sowie dem Fra¨sen im Werkzeug- und
Formenbau, z.B. dem Kugelkopffra¨sen, statt.
Trotz umfangreicher Forschungsarbeiten auf dem Gebiet der Hochgeschwin-
digkeitszerspanung fehlt bis heute eine physikalische Definition fu¨r den Be-
griff der Hochgeschwindigkeitsbearbeitung. Eine Hochgeschwindigkeitsbear-
beitung kann nicht allein als eine Zerspanung mit sehr hohen Schnittge-
schwindigkeiten angesehen werden. Von entscheidender Bedeutung ist, dass
sich bei Schnittgeschwindigkeiten, die etwa um den Faktor fu¨nf bis zehn
ho¨her liegen als bei der konventionellen Bearbeitung, die Randbedingun-
gen fu¨r die Spanbildung grundlegend a¨ndern. In [7] sind eine Vielzahl von
experimentell ermittelten Technologieparametern fu¨r das Hochgeschwindig-
keitsfra¨sen angegeben. Diese ko¨nnen somit zur Abgrenzung zu konventio-




    
Aluminium 
 
    
Messing, 
Bronze 
    
Guss 
 
    
Stahl 
 
    
Titan und 
Titanlegierungen 
    
Nickel - 
basislegierungen 
    
 
 
    
 
 
HSC – Bereich 
Übergangsbereich
10 100 1000 10000 
Schnittgeschwindigkeit vc [m/min] 
 
Bild 2.1: Schnittgeschwindigkeitsbereiche bei der HSC-Bearbeitung [7].
digkeitsbearbeitung ist nur dann technologisch sinnvoll einzusetzen, wenn
sich die Nachteile, wie der erho¨hte Werkzeugverschleiß, mit den Vorteilen,
wie die Reduzierung der Schnittkra¨fte, eine verbesserte O¨konomie und eine
geringere Erwa¨rmung des Werkstu¨cks, zumindest die Waage halten. Hoch-
geschwindigkeitsbearbeitung wird nur dann eingesetzt, wenn sich daraus eine
Steigerung der Produktivita¨t ergibt. Die Motivation fu¨r die Anwendung von
HSC-Technologien ist vom zu bearbeitenden Werkstoff abha¨ngig. Fu¨r die
Leichtmetallzerspanung ist zumeist die Steigerung der je Zeiteinheit u¨ber-
fra¨sten Fla¨che und damit eine erhebliche Reduzierung der Hauptzeit das
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Ziel. Bei der Bearbeitung von schwerzerspanbaren Materialien, wie hoch-
festen und vergu¨teten Sta¨hlen sowie Titanlegierungen, muss jedoch beach-
tet werden, ob der stark erho¨hte Werkzeugverschleiß durch die Hauptzeit-
verku¨rzung kostenseitig wieder kompensiert wird. Einen guten U¨berblick u¨ber
die Charakteristiken der HSC-Bearbeitung gibt Bild 2.2, welches alle wichti-
gen Faktoren in Abha¨ngigkeit von der Schnittgeschwindigkeit zusammenge-






Bild 2.2: Charakteristiken einer HSC-Bearbeitung [8].
Schnittgeschwindigkeitsbereich von ca. 300 bis 3000 m/min. Die Hochge-
schwindigkeitszerspanung geho¨rt zu den vielversprechendsten Technologien
im Bereich der spanenden Fertigung. Es wird bereits in erheblichem Umfang
in diese Technologie, mit dem prima¨ren Ziel einer Senkung der Fertigungs-
kosten bei gleicher oder steigender Qualita¨t, investiert. Das Hauptziel der
HSC-Bearbeitung, eine Steigerung der bearbeiteten Fla¨che pro Zeiteinheit,
wird durch die Erho¨hung der Schnittgeschwindigkeit erreicht. In [8] wird
gezeigt, dass durch hohe Drehzahlen ebenfalls die Schwingungsanregung
des Systems Werkzeug-Werkstu¨ck vermindert wird. Dies ermo¨glicht auch
die Bearbeitung schwingungsempfindlicher Werkstu¨cke wie Hohlwellen mit
du¨nnen Wandsta¨rken. Durch die massive Erho¨hung der Schnittgeschwindig-
keit kommt es zu einem erheblichen Anstieg der Schneidzonentemperatur,
was eine Verringerung des Reibkoeffizienten zwischen dem Werkstu¨ck und
dem Werkzeug zur Folge hat [7]. Das fu¨hrt zu einer Reduzierung der Span-
fla¨chenreibung und der Spanstauchung und damit zu teilweise markanten
Vera¨nderungen in der Spanbildung und im Spanablauf. Diese A¨nderungen
fu¨hren ihrerseits dazu, dass die Schnittkra¨fte effektiv abnehmen und somit
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bessere Oberfla¨chengu¨ten erreichbar sind. Auch die Maßgenauigkeit der ge-
spanten Werkstu¨cke wird deshalb i.A. verbessert. Ein weiterer Vorteil ist,
dass die bei der Zerspanung erzeugte Wa¨rme zu einem Großteil im Span ab-
gefu¨hrt wird, nur wenig verbleibt im Werkstu¨ck. Das Werkzeug wird dagegen
einer sehr starken thermischen Belastung ausgesetzt, was sich in einem mas-
siv erho¨hten Verschleiß widerspiegelt. In Bild 2.3 sind die Auswirkungen einer
Schnittgeschwindigkeitserho¨hung auf die wichtigsten Prozessgro¨ßen zusam-



























Bild 2.3: Auswirkungen der Schnittgeschwindigkeitserho¨hung auf wichtige Prozess-
gro¨ßen [9].
spanung unterscheiden sich nicht von denen der konventionellen Zerspanung
von metallischen Werkstoffen. Warnecke [10] beschreibt den Spanbildungs-
prozess sinngema¨ß wie folgt:
”Beim Zerspanvorgang dringt eine in ihrer Geometrie definierte Schneide in-
folge der Relativbewegung zwischen Werkstu¨ck und Werkzeug in die Rand-
schicht des Werkstu¨cks ein und verdra¨ngt den in der Schnittrichtung vor
ihr liegenden Werkstoff (Bild 2.4). Zuna¨chst wird der Werkstoff in einer
Vorlaufzone elastisch und plastisch verspannt. Durch große plastische Sche-
rungen bildet sich in der prima¨ren Scherzone der eigentliche Span. Die Werk-
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stofftrennung erfolgt dabei unmittelbar vor der eigentlichen Schneidkante.
Durch Reibung an den zwei neu entstandenen Kontaktfla¨chen zwischen dem
Werkstu¨ck und dem Werkzeug bzw. dem Werkzeug und dem Span bilden
sich eine sekunda¨re und eine terna¨re Scherzone aus.
In diesen Bereichen treten sehr große Spannungen und Temperaturen auf, die
zu einer starken Plastifizierung des Werkstoffs fu¨hren. Dieser Effekt versta¨rkt







Bild 2.4: Schematische Darstellung der Wirkzonen bei der Spanbildung [10].
bestehen u.a. in der Ermittlung von wirtschaftlichen Zerspanparametern
auf dem Gebiet der Hochgeschwindigkeitsbearbeitung. Insbesondere eine
Abscha¨tzung der wirkenden Kra¨fte, Momente und Schwingungen sowie de-
ren Auswirkungen auf die Oberfla¨chenqualita¨t des bearbeiteten Werkstu¨cks
und der Werkzeugstandzeit sind oft nur unzureichend mo¨glich. Wu¨nschens-
wert wa¨re eine Methode, die eine Entwicklung von Werkzeugen mit Hilfe
numerischer Methoden noch intensiver unterstu¨tzt als dies momentan der
Fall ist.
2.2 Werkstoffpru¨fung bei hohen Belastungsge-
schwindigkeiten
Das nachfolgende Kapitel gibt einen kurzen U¨berblick u¨ber die historische
Entwicklung der Hochgeschwindigkeitsversuchstechniken bis hin zum heuti-
gen Entwicklungsstand. Dabei wird zuna¨chst kurz, ausfu¨hrlicher im Kapitel
3.1, auf grundsa¨tzliche Problematiken bei der Werkstoffpru¨fung bei hohen
Dehnungsgeschwindigkeiten eingegangen. Bereits 1872 erfolgten systemati-
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sche Untersuchungen des mechanischen Werkstoffverhaltens bei schlagar-
tiger Beanspruchung durch J. Hopkinson [11]. Bei diesen Versuchen war
zuna¨chst keine Kraftmessung im eigentlichen Sinne mo¨glich. Es wurde sich
auf das pha¨nomenologische Auswerten von Kenngro¨ßen beschra¨nkt, die zeit-
unkritisch nach dem Versuch zu bestimmen waren, wie der Verformung
(Stauchung) [12,13] oder Bruchdehnung und Einschnu¨rung im Zugversuch.
Bei seinen Versuchen stellte Hopkinson folgendes Pha¨nomen fest, das in [11]
geschildert ist. Eisendra¨hte wurden dynamisch durch ein fallendes Gewicht
belastet. Die Gro¨ße des Gewichts wurde langsam gesteigert, bis der Draht
zerriss. Beim Vergleich der aus der Energieerhaltung abgeleiteten Energie
mit der quasistatischen Verformungsenergie stellte Hopkinson fest, dass die-
se im dynamischen Fall gro¨ßer war. Dies fu¨hrte er auf ein Anwachsen der
Fließspannungen im Draht zuru¨ck, wenn die Belastung schlagartig und nicht
quasistatisch aufgebracht wurde. Heute ist bekannt, dass fast alle metalli-
schen Werkstoffe (bekannte Ausnahmen sind Al und Al-Legierungen) mit
einer deutlichen Erho¨hung der Fließspannungen bei gesteigerten Dehnungs-
geschwindigkeiten reagieren. Die Untersuchungen von J. Hopkinson wurden
1913 durch seinen Sohn Bertram [14] fortgefu¨hrt. Seine Untersuchungen an
langen du¨nnen Sta¨ben, in die eine Belastungs(schock)welle mit Hilfe von
Schwarzpulver und einem Schlagstab initiiert wurde, erlauben u¨ber die Mes-
sung des Auslenkungswinkels Betrachtungen u¨ber die Impulse in Abha¨ngig-
keit von der Zeit. Bereits sehr fru¨h wurden neben speziellen Testaufbauten
auch mechanisch angetriebene Pru¨fmaschinen verwendet. So konnte Ludwik
1909 [15] erstmals mit Hilfe einer Zugpru¨fmaschine, die drei Geschwindig-
keitsdekaden abdeckte, reale Messungen des Festigkeitsanstiegs vornehmen
und fand erstmals die danach ha¨ufig beobachtete proportional zum Logarith-
mus der Dehnungsgeschwindigkeit erfolgende Erho¨hung der Fließspannung.
Mit dem auch im Rahmen dieser Arbeit eingesetzten Prinzip des Rotations-
schlagwerkes [16] gelangen 1936 erstmals ho¨here Dehnungsgeschwindigkei-
ten von bis zu 103 s−1. Eine Messung der Kraft und damit der Festigkeit war
jedoch nach wie vor nicht mo¨glich.
Erste Ansa¨tze zur dynamischen Fließspannungsermittlung erfolgten 1946 mit
dem von Taylor entwickelten Versuch [12,13]. Bei diesem Test wird ein Zylin-
der mit einer definierten Geschwindigkeit gegen eine ”starre” Wand geschos-
sen, Bild 2.5. Der Versuch beruht auf der Auswertung einer Energiebilanz vor
und nach dem Versuch. Die dabei herrschenden Randbedingungen beeinflus-
sen den Versuch merklich. Das Hauptproblem dieses Versuches liegt in der
nicht konstanten, sondern sehr schnell auf null zuru¨ckgehenden Dehnungs-
geschwindigkeit ε˙ begru¨ndet, da sich das Werkstoffverhalten bei einer A¨nde-
rung der Dehnungsgeschwindigkeit u¨ber acht Dekaden sehr stark a¨ndert.
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U¨ber die folgende Gleichung kann eine dynamische Fließgrenze abgescha¨tzt
Bild 2.5: Schematische Darstellung des Taylorversuches.
werden:
σf =
ρ · v2 · (l · lv)
2 · (l − l1) · ln(l/lv) (2.1)
Der Taylortest wird bis heute in einer modifizierten Form in Kombination mit
FEM-Verfahren zur Werkstoffbeschreibung eingesetzt. Mit Hilfe des Verglei-
ches der berechneten und gemessenen Kontur wird versucht, indirekt auf das
mechanische Werkstoffverhalten zu schließen. Um den großen Einfluss der
Stirnfla¨chenreibung auszuschließen, werden die Zylinder nicht gegen eine
starre Wand, sondern gegen einen zweiten Zylinder aus identischem Werk-
stoff und identischer Geometrie oder gegen extrem spro¨de Materialen wie
Keramik verschossen. Eine Ru¨ckrechnung auf die exakten Werkstoffkennda-
ten erscheint jedoch schwierig, da das Verformungsergebnis nicht als ein-
eindeutig angenommen werden kann. Bei lediglich bekannter Endgeometrie
und Impactgeschwindigkeit ist es unmo¨glich, aus der Vielzahl der Werkstoff-
parameter σ = f (ε, ε˙, T ), der Reibung, den Verfestigungsbedingungen und
vor allem dem Einfluss der Verformungspfadgeschichte eine eineindeutige
Lo¨sung abzuleiten.
Aufbauend auf den Arbeiten von B. Hopkinson entwickelten Davies 1948 [17]
und Kolsky 1949 [18] eigene Versuchseinrichtungen, die sich grundsa¨tzlich
im Pru¨faufbau unterschieden. Das zu Grunde liegende Prinzip der elastischen
Wellenausbreitung in schlanken Sta¨ben ist jedoch bei beiden Versuchsauf-
bauten gleich. Nach Davies wird eine Probe direkt auf einen Druckstab ge-
schlagen, was zu einer elastischen Welle im Stab fu¨hrt. Am Ende des Stabes
wurde mit Hilfe eines kapazitiven Aufnehmers versucht, auf die in der Probe
wirkende Spannung zu schließen. Zur Signalaufzeichnung diente ein Oszil-
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loskop, dessen Ausgabe fotografiert wurde. Das Pru¨fverfahren nach Kolsky
oder auch ”Split-Hopkinson-Pressure-Bar” (SHPB) geho¨rt heute zur Stan-
dardpru¨ftechnik bei der dynamischen Werkstoffpru¨fung. Bei diesem Versuch
wurde erstmalig nicht mehr das Projektil als Probe verwendet. Gepru¨ft wird
eine Probe, die zwischen zwei Sta¨ben angeordnet ist. Mit Hilfe der ebenfalls
von Davies verwendeten Aufnehmern war es nun erstmals mo¨glich, Kra¨fte
(Spannungen) und Verformungen u¨ber eine Ru¨ckrechnung aus dem reflek-
tierten bzw. transmittierten Signal (siehe Kapitel 3.1.2) zu bestimmen. Da
sich dieses Prinzip in der messtechnischen Praxis bewa¨hrte, folgten in den
na¨chsten Jahren Weiterentwicklungen und Erweiterungen des Hopkinson-
prinzips auf Zug, Bild 2.6 (1960 durch Harding et al. [19]) und auf Torsion
(1971 durch Duffy et al. [20]). Duffy et al. verwenden fu¨r ihr Torsionshop-
Bild 2.6: Schematische Darstellung des Zughopkinsonbars nach [19].
kinson dickwandige Rohre. Heute werden in der Regel Vollquerschnitte fu¨r
Torsionshopkinsonaufbauten verwendet. Das Prinzip der Wellenausbreitung
in schlanken Sta¨ben findet bis heute breite Anwendung in Pru¨faufbauten
und zeigt gute Ergebnisse bei der Ermittlung von Werkstoffeigenschaften
bei hohen und ho¨chsten Dehnungsgeschwindigkeiten.
Seit den 60er Jahren werden auch Schockwellen zur Werkstoffpru¨fung ver-
wendet, die durch eine gezielte Zu¨ndung von Sprengstoffen erzeugt werden.
Der bekannteste Versuch dieser Reihe ist der Aufbau des expandierenden
Ringes, der erstmals von Johnson et al. Anfang der 60er Jahre durchgefu¨hrt
wurde [21,22]. Weitere Forscher nutzten diesen Versuch, um hohe Dehnungs-
geschwindigkeiten bei ”einachsigen” Belastungen zu erreichen [23, 24]. Das
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Versuchsprinzip des expandierenden Ringes ist in Bild 2.7 dargestellt.
Bild 2.7: Schematische Darstellung des expandierenden Ringes nach [22].
Bei diesem Test wird ein Treibring durch eine Explosion im Inneren des
Ringes dynamisch aufgeweitet. Die um den Treibring angebrachte ringfo¨rmi-
ge Probe wird dabei beschleunigt, lo¨st sich vom Treibring, fliegt davon und
wird - je nach Fließspannung - allma¨hlich abgebremst. Die Geschwindigkeits-
reduktion ist daher ein Maß fu¨r die dynamische Fließspannung. Johnson [21]
gibt an, dass die mittlere Spannung des Ringes durch folgende Gleichung
berechnet werden kann:
σ = −ρ · r · r¨ (2.2)
Die Aufweitung des Ringes wird u¨ber ein beru¨hrungslos messendes La-
sersystem erfasst. A¨hnlich wie beim Taylorversuch fa¨llt auch bei dieser
Versuchsmethode die Dehnungsgeschwindigkeit ε˙ in Abha¨ngigkeit des
Werkstoffverhaltens auf der Basis eines Energiegleichgewichts wa¨hrend
des Versuches stark ab. Sowohl ε˙ als auch ε¨ sind nicht konstant. Nach
Gleichung 2.2 muss auf r¨ durch zweimaliges Differenzieren geschlossen
werden, was insbesondere bei verschwungenen Messungen des Lasersystems
zu einer relativ hohen Fehlerquote fu¨hrt. FEM-Rechnungen zeigen jedoch,
dass diese Annahmen in Abha¨ngigkeit vom Werkstoff ha¨ufig nicht das
bekannte Werkstoffverhalten mit ε˙ = konst. wiedergeben. Weitere Versuche
mit Explosivstoffen zur Schockwellenerzeugung wurden z.B. in [25–27]
vorgestellt.
1946 wurde durch Zener und Hollomon [28] erstmals damit begonnen,
den Einfluss der einer erho¨hten Dehnungsgeschwindigkeit u¨berlagerten
Temperatur systematisch zu untersuchen. Es konnte nachgewiesen werden,
dass der Geschwindigkeitseinfluss besonders auch bei tiefen Temperaturen
erhalten bleibt. Diese Untersuchungen wurden in den darauf folgenden
Jahren von verschiedenen Autoren fu¨r eine Vielzahl von Werkstoffen
fortgefu¨hrt. Bei diesen Versuchen zeigt sich sehr schnell, dass es zu wider-
spru¨chlichen Ergebnissen bei Dehnungsgeschwindigkeiten von ε˙ > 102 s−1
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kam. Diese wurden von den verschiedenen Autoren auf die Problematik
der bei hohen Abzugsgeschwindigkeiten nicht mehr zu vermeidenden
Schwingungsanregungs- und Tra¨gheitseffekten zuru¨ckgefu¨hrt [29, 30].
Die Problematik wurde 1982 von Meyer [30] aufgegriffen und am Bei-
spiel von hochdynamischen Zugversuchen in einem Rotationsschlagwerk
Lo¨sungsmo¨glichkeiten vorgeschlagen. Detaillierte Zusammenfassungen u¨ber
die Entwicklung der hochdynamischen Pru¨fverfahren fu¨r die Ermittlung von
dynamischen Materialeigenschaften sind in [31,32] gegeben.
Ein U¨berblick u¨ber den derzeitigen Wissensstand auf dem Gebiet der dyna-
mischen Werkstoffpru¨fung ist in [33] gegeben. Zu den Standardpru¨fverfahren
hat sich der Hopkinsonversuch entwickelt, von denen weltweit mehrere
hundert fu¨r die unterschiedlichsten Anwendungs- und Belastungsarten
in Betrieb sind. Die gro¨ßte Verbreitung hat dabei der Druckhopkinson
gefunden, mit dem, je nach Probengeometrie, Dehnungsgeschwindigkeiten
von ε˙ ≈ 20.000 s−1 in einem großen Temperaturbereich erreicht werden
ko¨nnen. Fu¨r dynamische Druckversuche, insbesondere fu¨r Bauteilpru¨fungen
oder Druckstoß- oder Eindru¨cktests, werden ebenfalls ha¨ufig Fallwerke
eingesetzt. Die Fallwerke, die bisher zumeist als Sonderkonstruktionen
ausgefu¨hrt sind [34], werden in den letzten Jahren zunehmend auch
kommerziell angeboten. Daher ist mit einer zunehmenden Verbreitung
in den na¨chsten Jahren zu rechnen. Servohydraulische Pru¨fmaschinen
werden fu¨r dynamische Druckversuche nur sehr selten angewendet. Dies
liegt zum einen in der Schwierigkeit der mechanischen Realisierbarkeit
(Bremsweg, Beschleunigung usw.) und zum anderen in den Schwierigkei-
ten der Kraftmessung begru¨ndet. Servohydraulische Pru¨fmaschinen sind
heutzutage in der Lage, bis zu Abzugsgeschwindigkeiten von ca. 20 m/s
mit einem speziellen hochfrequenten Kraftmesssystem gute Ergebnisse
zu liefern. Auf dem Gebiet der dynamischen Zugpru¨fung wird aus her-
stellungstechnischen Gru¨nden den servohydraulischen Pru¨fmaschinen der
Vorzug vor Rotationsschlagwerken und Hopkinsonaufbauten gegeben,
obwohl die Kraftmesstechnik bei letzteren Maschinen besser beherrschbar
bleibt. Wenn Hopkinsonaufbauten verwendet werden, sind diese meistens
als klassische indirekt wirkende Systeme aufgebaut [35]. In den letzten
Jahren ist die Leistungsfa¨higkeit von FEM-Systemen deutlich gestiegen.
Der Bedarf an dynamischen Materialkenndaten bei hohen Verformungen
fu¨r z.B. verla¨ssliche Umformsimulationen ist unvera¨ndert hoch. Dabei
gewinnt der Torsionsversuch zur Fließkurvenaufnahme aufgrund seiner
Vorteile wieder an Bedeutung. Fu¨r dynamische Torsionsuntersuchungen
kommen zumeist Hopkinsonaufbauten unterschiedlichster Ausfu¨hrung zur
Anwendung. In Abha¨ngigkeit von der Probengeometrie sind Dehnungsge-
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schwindigkeiten bis zu 10.000 s−1 mo¨glich [36]. Der entscheidende Nachteil
dieser Pru¨fmethode ist die Begrenzung im maximalen Verdrehwinkel.
Torsionsmaschinen ohne Limitierung des Drehwinkels existieren bisher nur
fu¨r den Dehnungsgeschwindigkeitsbereich bis ε˙ < 100 s−1. Ein akutes und
auch heute noch oft unterscha¨tztes Problem ist die Frage der verwendeten
Messtechnik. Aufgrund der Problematiken der Schwingungsanregung wurde
von unterschiedlichen Autoren [30, 37] gezeigt, dass qualitativ hochwertige
Messungen nur mit direkt auf der Probe applizierten Dehnungsmessstreifen
(DMS) mo¨glich sind. Dehnungsmessstreifen a¨ndern in Abha¨ngigkeit von der
Verformung eines Messgitters ihren inneren elektrischen Widerstand. Mit
Hilfe einer Wheatstoneschen Bru¨ckenschaltung wird diese Widerstandsa¨nde-
rung in eine Spannungsa¨nderung u¨berfu¨hrt und dient somit letztendlich
als Messsignal. Fu¨r diese registrierende Messung ist es notwendig, dass die
Bru¨ckenspannung versta¨rkt wird. Der schematische Ablauf ist in Bild 2.8









Bild 2.8: Schematische Darstellung einer DMS-Messung.
Es muss sichergestellt werden, dass sowohl beim Versta¨rker als auch beim
Speichergera¨t ein System mit einer ausreichend großen Bandbreite verwen-
det wird (mind. 1 MHz oder gro¨ßer). In direktem Zusammenhang mit der
Bandbreite steht die Abtastrate des Speichergera¨tes. Die Problematik einer
zu geringen Abtastrate verdeutlicht Bild 2.9 an Hand eines Beispiels aus
der Oberfla¨chenmesstechnik. Es wird versucht, eine ideale Sinusschwingung
durch diskrete Messungen abzubilden. Wird eine zu kleine Abtastrate
verwendet (in diesem Beispiel < 10), sind teilweise sehr große relative
Amplitudenfehler mo¨glich, die das Messergebnis verfa¨lschen ko¨nnen. Das
Problem, geeignete elektronische Speicheroszilloskope mit ausreichenden
Bandbreiten bzw. Abtastraten bei Auflo¨sungen von mindestens 12 bit
(4096 diskrete Werte) zu erhalten, stellt sich heute nicht mehr. Es sind
kommerzielle Gera¨te mit Abtastraten von bis zu 100 MS/s erha¨ltlich, was
einer Aufnahme von 100 Messwerten in einer µs entspricht. Bei Versta¨rkern
existiert nach wie vor eine Grenze von 1 MHz bei 1000facher Versta¨rkung
bzw. 10 MHz bei 100facher Differenzspannungs-Versta¨rkung.


























Bild 2.9: Maximal mo¨glicher Fehler in der direkten Amplitudenbestimmung in
Abha¨ngigkeit der zur Abtastung der ho¨chsten Signalfrequenz verwendeten Punktean-
zahl nach [38].
In den letzten 10 bis 15 Jahren gab es große Anstrengungen, den
Bereich der untersuchbaren Dehnungsgeschwindigkeiten noch weiter
auszudehnen. Dabei wurden verschiedene Wege beschritten. Naheliegend
ist es, die Probengeometrie bei gleichbleibender Abzugsgeschwindigkeit
soweit zu verringern, dass sich die resultierende Dehnungsgeschwindigkeit
erho¨ht [39, 40]. Dies bringt jedoch eine Reihe von Skalierungseffekten mit
sich, die noch nicht abschließend gekla¨rt und bewertet sind [41, 42]. Es
besteht z.B. Uneinigkeit daru¨ber, aus wie vielen Ko¨rnern ein ”repra¨senta-
tives” Werkstoffvolumen bestehen muss. Als ein vielversprechender Weg
zur Bestimmung von Fließgrenzen bei sehr hohen Dehnungsgeschwindig-
keiten konnte fu¨r eine Titanlegierung gezeigt werden, dass es mo¨glich
ist, Ergebnisse aus Flyer-Plate-Versuchen (siehe Kapitel 3.1.5) mit Daten
einer ”herko¨mmlichen” hochdynamischen Werkstoffpru¨fung zu korrelieren
bzw. zu verbinden [43, 44]. Ob eine U¨bertragbarkeit auf andere Werkstoffe
mo¨glich ist, wurde bisher nicht untersucht.
Neben der Erho¨hung der Dehnungsgeschwindigkeiten steht mittlerwei-
le die Bestimmung von Fließspannungen bei hohen Verformungen im
zentralen wissenschaftlichen Interesse. Dazu wurden von verschiedenen
Forschern Alternativen zum dynamischen Torsionsversuch vorgeschlagen.
Als Erstes sind die schon seit ca. 1970 bekannten Flachscherproben von
Klepaczko wieder aufgegriffen worden [45]. Die mit Hilfe des Versuches
erreichbaren Scherungen sind jedoch nicht so hoch wie die im Torsi-
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onsversuch erreichbaren Verformungen. Rittel et al. haben 1999 [46]
eine so genannte SCS (Shear-Compression-Specimen) zur Untersuchung
eines Kupferwerkstoffs verwendet. Diese Probenform erlaubt relativ große
plastische Verformungen, hat aber den gravierenden Nachteil, dass eine
einfache Zuga¨nglichkeit der Ergebnisse nicht gegeben ist. Um eine einfache
Vergleichsspannungs-Vergleichsdehnungsumrechnung zu erhalten, sind fu¨r
jeden gepru¨ften Werkstoff FEM-Rechnungen durchzufu¨hren, die das zu
messende Werkstoffverhalten bereits voraussetzen.
Die genannten Probengeometrien zur Messung des Scher-
Fließspannungsverhaltens weisen u.a. den Nachteil auf, dass der vor-
gegebene Spannungszustand unbekannt ist oder sich in Abha¨ngigkeit
von der Verfestigung a¨ndert. Auch treten ha¨ufig Instabilita¨ten auf. Eine
Versuchsmethode bzw. Probenform, mit welcher diese Schwierigkeiten
reduziert oder vermieden werden ko¨nnen und die verla¨ssliche Messungen
des Fließspannungs-Verfestigungsverhalten bis zu extrem hohen Dehnraten
und Temperaturen erlaubt, wa¨re wu¨nschenswert.
2.3 Hochdynamisches Werkstoffverhalten
Der Vorgang der plastischen Verformung von metallischen Werkstoffen be-
ruht prima¨r auf der Bewegung und Neubildung von Versetzungen und deren
Wechselwirkung mit Hindernissen im Kristallgitter. Versetzungen bewegen
sich grundsa¨tzlich nur unter Scherspannungen und bewirken damit das suk-
zessive Abgleiten auf Ebenen in Richtung bestimmter kristallografisch be-
vorzugter Richtungen. Neben dem Mechanismus der Versetzungsbewegung
fu¨r plastische Verformungen existiert auch noch die mechanische Zwillings-
bildung als weitere Mo¨glichkeit, plastische Verformungen zu erzeugen. Aller-
dings ist die erreichbare Verformung durch Zwillingsbildung deutlich kleiner.
Dies liegt im Mechanismus der Zwillingsbildung selbst begru¨ndet. Bei der
Wirkung von Scherspannungen werden mittels eines Schervorganges ganze
Gitterbereiche spiegelbildlich zueinander angeordnet. Die Wahrscheinlichkeit
fu¨r eine Zwillingsbildung ist besonders dann hoch, wenn nur eine geringe An-
zahl von Gleitsystemen vorliegt (z.B. hexagonale Gitter mit nur drei Gleitsys-
temen) oder die Gleitvorga¨nge durch hohe Dehnungsgeschwindigkeiten oder
tiefe Temperaturen behindert werden [47, 48]. Die Mechanismen der me-
chanischen Zwillingsbildung und des Versetzungsgleitens ko¨nnen durchaus
gleichzeitig, als nebeneinander konkurrierende Prozesse ablaufen. Die Zwil-
lingsbildung tritt in der Regel erst bei stark erho¨hten Belastungsgeschwin-
digkeiten oder bei tiefen Temperaturen auf, da die so genannte Zwillings-
einsetzspannung meistens deutlich u¨ber der quasistatischen Fließspannung
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liegt. Bei homologen Temperaturen von 0,3...0,4 Ts und plastischer Verfor-
mung ohne mechanische Zwillingsbildung werden die Hindernisse, die sich
den Bewegungen der Versetzungen in den Weg stellen, grundsa¨tzlich in zwei
Gruppen unterteilt [49]. Zuna¨chst sind Hindernisse im Kristallgitter zu nen-
nen, deren Auswirkungen nur wenige Atomabsta¨nde weit reichen. Diese Art
von Hindernissen ko¨nnen von gleitfa¨higen Versetzungen allein schon durch
die thermische Bewegung einzelner Atome u¨berwunden werden. Die zweite
Gruppe von Hindernissen besitzt weitreichende Spannungsfelder, die u¨ber
mehrere tausend Atomabsta¨nde wirken ko¨nnen. Weiterhin wird angenom-
men, dass eine dritte Art von Behinderungen fu¨r die Versetzungsbewegun-
gen existiert. Diese so genannten Da¨mpfungseffekte sollen bei sehr hohen
Dehnungsgeschwindigkeiten auftreten und die Wandergeschwindigkeit von
Versetzungen erniedrigen [50, 51]. Es kann also gefolgert werden, dass sich
die Fließspannung σf additiv aus den entsprechenden Einzelspannungen wie
folgt zusammensetzt:
σf = σath + σth + σdr (2.3)
Dabei bezeichnet σath den Anteil an der Gesamtfließspannung, der fu¨r das
U¨berwinden der weitreichenden Spannungsfelder beno¨tigt wird.
Bei niedrigen Dehnungsgeschwindigkeiten kann i.A. nur der kleinere Einfluss
der Temperatur und der Dehnungsgeschwindigkeit auf die Fließspannung
betrachtet werden. In diesem Bereich dominieren die oben genannten ather-
mischen Prozesse und die Fließspannung folgt der gleichen Temperaturfunk-
tion wie der Elastizita¨tsmodul. Die Gro¨ße der athermischen Spannungen,
die u¨berwunden werden mu¨ssen, wird von den Korngrenzen, Ausscheidun-
gen oder sonstigen sekunda¨ren Phasen beeinflusst. In der Literatur wird da-
von ausgegangen, dass sich die Spannungen mit steigender Versetzungs-
sowie Fremdatomdichte und steigender Teilchengro¨ße erho¨hen. Grobkorn
und eine Vergro¨ßerung des Abstandes zwischen zwei Teilchen fu¨hrt zu ei-
ner Verringerung des athermischen Spannungsanteils. Burgahn [52] weist
in diesem Zusammenhang darauf hin, dass sich der athermische Fließspan-
nungsanteil grundsa¨tzlich in mehrere Verfestigungsmechanismen untertei-
len la¨sst. Unter der Vernachla¨ssigung einer Textur wird zwischen einer
Versetzungs-, Mischkristall-, Korngro¨ßen- und Teilchenverfestigung unter-
schieden (Bereich I, Bild 2.10. In dem zweiten Bereich (Bild 2.10) wirken
nicht mehr allein die athermischen Mechanismen. Der in Gleichung 2.3 mit
σth bezeichnete thermisch aktivierte Fließspannungsanteil ist in erster Linie
von der Kristallstruktur (Stapelfehlerenergie) und den Beanspruchungsbedin-
gungen abha¨ngig. D.h., die Versetzungsbewegung wird zunehmend durch
kurzreichende Spannungsfelder, Waldversetzungen und durch das periodi-
sche Gitterpotenzial (oder Gitterreibung) im krz-Gitter und durch Gruppen






































Bild 2.10: Bereiche unterschiedlicher strukturmechanischer Prozesse in Abha¨ngigkeit
von der Dehnungsgeschwindigkeit und der Temperatur nach Campell und Ferguson
[53].
gelo¨ster Atome in kfz-Materialien beeinflusst [54]. Außer von diesen Struk-
tureigenschaften ist der thermisch aktivierte Fließspannungsanteil σth stark
von der Temperatur und der Dehnungsgeschwindigkeit abha¨ngig. Am abso-
luten Temperaturnullpunkt von T = 0 K ist es notwendig, die zur Verset-
zungsbewegung notwendige Spannung allein von außen aufzuwenden. Bei zu-
nehmender Temperatur steigt die Wahrscheinlichkeit, dass einzelne Verset-
zungshindernisse mit Hilfe von thermischen Bewegungen u¨berwunden wer-
den ko¨nnen. Darin liegt auch die Ursache fu¨r die mit steigender Temperatur
geringeren notwendigen a¨ußeren Spannungen, um Versetzungsbewegungen
einleiten zu ko¨nnen. Ist die von außen aufgebrachte Spannung hoch genug,
ko¨nnen Hindernisse mit kurzreichenden Spannungsfeldern mehr oder weni-
ger sofort u¨berwunden werden. Eine niedrigere Spannung fu¨hrt somit zu
einer Wartezeit tw, bis thermische Bewegungen im Material dabei ”helfen”,
diese Hindernisse zu u¨berwinden. Aufbauend auf diesen Erkenntnissen kann
postuliert werden, dass eine Erho¨hung der Dehnungsgeschwindigkeit eine ge-
ringere Wartezeit und damit eine wesentlich kleinere Wahrscheinlichkeit der
Mitwirkung thermischer Fluktuationen beim U¨berwinden der kurzreichen-
den Versetzungshindernisse bewirkt. Das fu¨hrt zum Effekt des Anwachsens
der Fließspannung mit zunehmender Dehnungsgeschwindigkeit. Die mittlere
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wobei tl die Laufzeit ist, die ein Teil der Versetzungslinie beno¨tigt, um die
Strecke x zuru¨ckzulegen. Die Wartezeit tw beruht auf dem Reziprokwert der
U¨berwindungsversuche, so dass tw mit Hilfe der Arrhenius-Gleichung durch





Bei Dehnungsgeschwindigkeiten kleiner als 103 s−1 wird i.A. vorausgesetzt,
dass tw  tl ist und somit tl vernachla¨ssigt werden kann. Die Beziehung
zwischen der Dehnungsgeschwindigkeit und Spannung kann dann wie folgt
angegeben werden [55–57]:
ε˙ =
b ·N · v · x
MT
· e−∆GkT (2.6)
Mit Hilfe der Gleichung 2.8 ist also ein Zusammenhang zwischen
der notwendigen Aktivierungsenergie ∆G und den Beanspruchungsbe-
dingungen ε˙ und T gefunden. Die Strukturparameter b, N , v und x
(b...Burgersvektor, N ...Anzahl der Versetzungen, v...mittlere Versetzungs-
geschwindigkeit, x...mittlere freie Wegla¨nge der Versetzungen) sowie der
Taylorfaktor MT [58], der den Zusammenhang zwischen makroskopischer
und mikroskopischer Verformung der polykristallinen Ko¨rner beschreibt, sind
nur vom Werkstoff abha¨ngig. Wird der Frequenzfaktor,
ε˙0 =
b ·N · v · x
MT
(2.7)
der die mikroskopischen Strukturmerkmale als Konstanten zusammenfasst,
eingefu¨hrt, gilt folgende Gleichung fu¨r die Aktivierungsenergie:
∆G = kT · ln ε˙0
ε˙
(2.8)
Diese Gleichung verknu¨pft die a¨ußeren Beanspruchungsparameter ε˙ und T
mit der Mikrostruktur u¨ber ∆G und ε˙0, was eine gute Basis fu¨r eine metall-
physikalisch sinnvolle Modellierung darstellt. Das fu¨hrt zu der Erkenntnis,
dass der Anstieg der Spannung bei einer vorgegebenen konstanten Dehnung
mit fallender Temperatur oder steigender Dehnungsgeschwindigkeit gleich
ist, solange die Werte von∆G = kT ·ln ε˙0ε˙ gleich groß sind. Es ist nur die Ho¨he
der bereitgestellten Energie maßgebend fu¨r das Niveau der Fließspannung.
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Auf welcher Basis diese Energie zugefu¨hrt wird, z.B. erho¨hte Temperaturen
und niedrige Dehnungsgeschwindigkeiten oder umgekehrt, ist fu¨r den ther-
misch aktivierten Fließspannungsanteil unwichtig. Auf diese Art und Weise
ist quasi eine Austauschbarkeit der Temperatur und der Dehnungsgeschwin-
digkeit hergestellt, solange die Aktivierungsenergien gema¨ß Gleichung 2.8
gleich groß sind. In der ausgewerteten Literatur wird ha¨ufig darauf verwiesen,
dass bei hohen Dehnungsgeschwindigkeiten (werkstoffabha¨ngig zwischen 103
und 105 s−1) zusa¨tzliche Da¨mpfungsmechanismen die Versetzungsbewegung
behindern [48, 50, 51, 59–61]. Als Ursache fu¨r diese Da¨mpfungsmechanis-
men werden zumeist unterschiedliche Formen der Energiedissipation von
sich sehr schnell bewegenden Versetzungen angegeben. Die Gu¨ltigkeit dieser
Aussage ist jedoch bis heute umstritten, da es bisher nicht gelungen ist,
allgemeingu¨ltige, experimentell gestu¨tzte Beweise fu¨r die Richtigkeit dieser
Theorie zu erbringen. Dagegen sind in den letzten drei Jahren Flyer-Plate-
Experimente durchgefu¨hrt worden [43, 44, 62, 63], die eindeutig gegen das
Vorhandensein einer Da¨mpfung ab einer bestimmten Dehnungsgeschwindig-
keit sprechen. Wird der bisher noch nicht abschließend gekla¨rte Mechanismus
der Da¨mpfung oder auch Versetzungsreibung bei hohen Geschwindigkeiten
vernachla¨ssigt, ergibt sich der nach Rosenfield und Hahn [59] in Bild 2.11
gezeigte Verlauf der thermischen σth und der athermischen Komponente σath
der Fließspannung in Abha¨ngigkeit von der Temperatur und der Dehnungsge-









Bild 2.11: Thermische und athermische Komponente der Spannung und deren Einfluss
auf die Temperatur- und Dehnungsgeschwindigkeitsabha¨ngigkeit nach [59].
geschwindigkeit besonders umfassend untersucht worden. Dabei konnte in
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einer Vielzahl von Vero¨ffentlichungen [30,52,53,61,64–71] die Gu¨ltigkeit der
thermischen Aktivierung nachgewiesen werden. Die Einordnung dieser ther-
misch aktivierbaren Mechanismen in das Gebiet der Pru¨ftemperaturen und
Dehnungsgeschwindigkeiten nach [59] zeigt Bild 2.12. Ausfu¨hrlich sind die
Bild 2.12: Abha¨ngigkeit der Verformungsmechanismen von der Temperatur und der
Dehnungsgeschwindigkeit nach [59].
Wirkmechanismen in den einzelnen Gebieten von Krabiell [61] beschrieben
worden. In Bild 2.12, Bereich I, ist die Fließspannung von der Temperatur
und der Dehnungsgeschwindigkeit nahezu unabha¨ngig. Es dominieren die
athermischen Verformungsmechanismen. Fu¨r die im Rahmen dieser Arbeit
untersuchten Hochgeschwindigkeitsspanprozesse sind die Bereiche II bis IV
von besonderem Interesse. Im Bereich II dominieren beim plastischen Fließen
die thermisch aktivierbaren Versetzungsbewegungen. Im dritten Bereich kann
dem thermisch aktivierten Fließen eine Zwillingsbildung u¨berlagert werden,
was zu einer Abnahme der Abha¨ngigkeit der Fließgrenze von der Temperatur
und der Dehnungsgeschwindigkeit fu¨hrt. Im Bereich IV soll der Mechanismus
des thermisch aktivierten Fließens von viskosen Da¨mpfungseffekten (engl.
phonon drag) u¨berlagert werden, was bei sehr hohen Dehnungsgeschwindig-
keiten ab 103 s−1 teilweise zu einem stark u¨berproportionalen Anstieg der
Fließspannung fu¨hrt. Wie bereits erwa¨hnt, ist diese Theorie jedoch bisher
nicht besta¨tigt worden. Das Ausbleiben von Da¨mpfungseffekten bis u¨ber
105 s−1 bei einer Titanlegierung [44] ist noch kein Beleg dafu¨r, dass bei
Sta¨hlen gleiche Mechanismen herrschen. Untersuchungen zur U¨bertragbar-
keit dieser Erkenntnisse auf Sta¨hle stehen bisher noch aus.
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2.4 Modellierung von mechanischen Werkstoffei-
genschaften
An dieser Stelle soll nur kurz auf die grundsa¨tzlichen Mo¨glichkeiten zur Er-
stellung von Werkstoffmodellen eingegangen werden. Ausfu¨hrlich sind die
verschiedensten Werkstoffmodelle in Kapitel 5.1 dargestellt. Die grundsa¨tz-
liche Aufgabe eines Werkstoffmodells ist es, das reale Werkstoffverhalten
mo¨glichst exakt nachzubilden. In den meisten Fa¨llen ist das Werkstoffverhal-
ten jedoch um viele Gro¨ßenordnungen zu komplex, um in allen Einzelheiten
in einer Simulationsrechnung exakt abgebildet werden zu ko¨nnen. Daher ist
es notwendig, sich auf die wichtigsten Abla¨ufe zu beschra¨nken, die den Ge-
samtvorgang maßgeblich kennzeichnen. Nur eine erfolgreiche Modellierung
des Werkstoffverhaltens in Verbindung mit einer genauen Modellierung der
Struktur und deren Randbedingungen kann zu einem zufriedenstellenden Ge-
samtergebnis fu¨hren. Das Verhalten muss nicht in allen Einzelheiten exakt
abgebildet werden, es muss nur die wesentlichsten Vorga¨nge widerspiegeln
ko¨nnen. Grundsa¨tzlich wird zwischen der Modellierung von Fließeigenschaf-
ten und der Abbildung von Scha¨digungsmechanismen unterschieden.
Fu¨r die Modellierung von mechanischen Werkstoffeigenschaften wie Fließ-
und Verfestigungsbedingungen werden drei unterschiedliche Vorgehenswei-
sen unterschieden. Diese Art von Modellen werden in empirische, semiem-
pirische und physikalische Modelle unterteilt. Empirische Modelle sind ma-
thematisch meist sehr einfach gehalten und geben oft nur eine temperatur-
und dehnratenunabha¨ngige Verfestigung an. Semiempirische Verfestigungs-
modelle basieren zum Teil auf werkstoffphysikalischen Grundbeziehungen
wie z.B. der thermischen Aktivierung. Alle physikalisch basierten Modelle
versuchen eine Abbildung des realen Werkstoffverhaltens an Hand von phy-
sikalisch bestimmbaren Werkstoffkennwerten. Fu¨r jeden Werkstoff mu¨ssen
modellabha¨ngige, so genannte Werkstoffparameter bestimmt werden. Die
Anzahl der notwendigen Parameter steigt von den empirischen u¨ber die se-
miempirischen bis hin zu den physikalisch basierten Modellen in der Regel
an. Es existieren Modelle mit Parameterzahlen von 2 bis 27.
Modelle, die sich in der Praxis insbesondere bei den numerischen Simula-
tionsrechnungen durchgesetzt haben, verwenden 4-7 Werkstoffparameter.
Praxisrelevante Modelle zeichnen sich in der Regel außerdem durch eine ho-
he numerische Stabilita¨t aus. Die Parameteridentifikation bei empirischen
und semiemprischen Verfestigungsmodellen erfolgt u.a. durch das iterative
Ermitteln von Parametersa¨tzen beim Fit an reale Fließkurven. Dabei ist es
fu¨r dehnraten- und temperaturabha¨ngige Modelle wichtig, dass die Daten
fu¨r die Parameteridentifikation aus dem Beanspruchungsgebiet stammen,
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in denen spa¨ter auch die charakterisierenden Werte bei der FEM-Simulation
liegen. Fu¨r die Bestimmung der Modellparameter bei den physikalisch basier-
ten Modellen ist der Aufwand ungleich ho¨her. Fu¨r jeden Parameter mu¨ssen
direkt oder indirekt spezifische Werkstoffeigenschaften ermittelt werden,
die zum Teil nicht durch einfache Verfahren zuga¨nglich sind, wie z.B. die
Versetzungsdichte oder der mittlere freie Laufweg der Versetzungen. Die
Ermittlung der Konstanten ist sehr zeit- und kostenintensiv. Dies ist der
Grund, warum diese Art von Werkstoffmodellen nur relativ langsam Einzug
in die kommerziell verfu¨gbaren Simulationstools ha¨lt. Zumeist ist der Gewinn
an ”Realita¨tsna¨he” des Modells gegenu¨ber einem semiempirischen Modell
nur marginal. Viskoplastische Materialmodelle, die A¨nderungen im kinema-
tischen/isotropen Verfestigungsanteil in Abha¨ngigkeit von der Textur der
Verformung und dem Verformungspfad beru¨cksichtigen [72], sind zwar prin-
zipiell fu¨r sehr große Deformationen anwendbar, aber in keine kommerzielle
Codes integriert. Temperaturen, Temperatura¨nderungen und Verformungs-
geschwindigkeiten werden dort bisher nicht beru¨cksichtigt. Aus diesem Grund
werden diese Modelle im Rahmen dieser Arbeit nicht betrachtet.
Neben den Modellen, die versuchen, die Verfestigungs- bzw. Fließbedingun-
gen abzubilden, existieren weitere Modelle, mit deren Hilfe Werkstoffscha¨di-
gungen in numerische Simulationen implementiert werden ko¨nnen. Ein kur-
zer U¨berblick ist in Kapitel 5.1 gegeben. Grundsa¨tzlich werden mehrere
Prinzipien unterschieden, Versagens- bzw. Scha¨digungsverhalten in FEM-
Rechnungen zu implementieren. Die erste und einfachste Methode besteht
darin, aus Daten, die die Simulation zur Verfu¨gung stellt, z.B. Spannun-
gen oder Dehnungen, kritische Werte fu¨r jedes Element abzuleiten und das
Element bei U¨berschreiten eines Maximums dieses Wertes zu lo¨schen. Da-
bei sollte jedoch, um Energieprobleme des gesamten FE-Modells zu vermei-
den, die Element- bzw. Knotenmasse auf die umliegenden Knotenpunkte
verteilt und eine Neuvernetzung vorgenommen werden. Andere Mo¨glichkei-
ten bestehen in der Submodellierung von FE-Elementen, die lokal z.B. das
Porenwachstum und die Porenvereinigung beschreiben und in Abha¨ngigkeit
von diesen Werten die Elementeigenschaften sukzessive bis zum Versagen
des Elementes anzupassen. Die Modellparameter fu¨r die Scha¨digungsmodelle
mu¨ssen ebenfalls an Hand realer Versuche bestimmt werden. Dazu werden
sehr ha¨ufig gekerbte Zugproben verwendet, da sich auf diese Art und Weise
sehr leicht der Mehrachsigkeitsgrad des Spannungszustandes in der Probe
gezielt einstellen la¨sst. Der Mehrachsigkeitsgrad wird in nahezu allen Model-
len als ein charakterisierender Parameter angesehen.
3 Versuchstechnik
3.1 Dynamische Werkstoffpru¨fung
Das folgende Kapitel gibt einen U¨berblick u¨ber die im Rahmen dieser
Arbeit eingesetzte und zum Teil neu entwickelte oder eigens modifizier-
te Messtechnik zur Ermittlung von hochdynamischen Werkstoffkenndaten.
Bei der Betrachtung der Bearbeitungsgeschwindigkeiten unterschiedlicher
technischer Prozesse bzw. Umformvorga¨nge, gezeigt in Bild 3.1, wird deut-
lich, dass bei Hochgeschwindigkeitsspanprozessen Dehnungsgeschwindigkei-



























































































































































Bild 3.1: Einordnung des Hochgeschwindigkeitsspanens in die Bearbeitungsgeschwin-
digkeiten verschiedener technischer Prozesse.
rung durch adiabatische Scherbandbildung ko¨nnen auch o¨rtliche Belastungs-
geschwindigkeiten von ε˙ ≈ 106 s−1 erreicht werden. Dabei treten gleichzeitig
hohe Temperaturen (bis 1000 ◦C ) und sehr große plastische Verformungen
(ϕ > 2) auf. Bisher ist es nur unzureichend mo¨glich, bei diesen Rand-
bedingungen verla¨ssliche Werkstoffkenndaten zu messen. Es ist notwendig,
vorhandene hochdynamische Verfahren zur Fließkurvenermittlung weiter zu
entwickeln und an die speziellen Anforderungen fu¨r die Ermittlung hoch-
geschwindigkeitsspanrelevanter Werkstoffparameter anzupassen. Dazu ist es
notwendig, die bisher verwendeten Pru¨fmethoden genauestens zu analysie-
ren, ihre Vor- und Nachteile herauszuarbeiten und sie ihren Verfahrenssta¨rken
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gema¨ß zu verwenden. Ein Großteil der neu entwickelten Pru¨ftechnik baut
auf bekannten Pru¨fprinzipien auf (Hopkinsonprinzip), beru¨cksichtigt aber die
speziellen Erfordernisse des Problems. Zur Verdeutlichung der Schwierigkeit,
exakte Messdaten bei diesen enorm hohen Belastungsgeschwindigkeiten zu
erhalten, sei folgendes Beispiel genannt: Um an einer Normzugprobe mit ei-
ner Messla¨nge von 100 mm eine hochdynamische Fließkurve bei ε˙ ≈ 105 s−1
zu ermitteln, mu¨sste die Probe mit einer Anfangsabzugsgeschwindigkeit von
ca. 10 km/s belastet werden, also mit der 30fachen Schallgeschwindigkeit
von Luft. Aus diesem Grund mu¨ssen Pru¨fverfahren gefunden und angewendet
werden, die eine verla¨ssliche Werkstoffkenndatenermittlung auch bei diesen
extremen Randbedingungen erlauben.
3.1.1 Zugversuche
Ein klassischer Versuch der Werkstoffpru¨fung ist der Zugversuch. Er wurde
bereits vor der Ha¨rtepru¨fung verwendet. Der Zugversuch bietet eine Reihe
von Vorteilen. Der Versuch ist bei gleichma¨ßig u¨ber den Querschnitt ver-
teilter Zugbeanspruchung bis zum Beginn der Einschnu¨rung einachsig. Auf-
grund der Verformung ohne Reibungseinfluss la¨sst sich die wahre Spannung
(σ = aktuelle Kraft/aktuelle Fla¨che) sehr genau aus der Annahme der Volu-
menkonstanz berechnen. Ein wesentlicher Nachteil des Zugversuches ist das
Auftreten einer mechanischen Instabilita¨t, der Einschnu¨rung. Diese Instabi-
lita¨t, bei der erstmals die Spannungsabnahme infolge der Querschnittsver-
minderung den durch die Verfestigung bedingten Spannungsanstieg u¨ber-
steigt, fu¨hrt zu einem mehrachsigen Belastungszustand und außerdem zu
einer starken Lokalisierung der Verformung. Die Kraft zur Verformung ist
definiert als F = σ · Sw, wobei σ die aktuelle Fließspannung und Sw die
wahre (aktuelle) Querschnittsfla¨che darstellt. Damit definiert sich die fu¨r
eine weiter fortschreitende Verformung notwendige Kraft wie folgt:
dF = σdSw + Swdσ (3.1)







erfu¨llt, die Zugprobe reagiert mit einer Einschnu¨rung und die technische
Spannung geht zuru¨ck. Eine Verwendbarkeit von Zugversuchen fu¨r das Auf-
stellen von Fließkurven ist nach dem Einsetzen der mechanischen Instabilita¨t
nicht mehr gegeben. Dafu¨r gibt es mehrere Gru¨nde. Die mechanische Be-
lastung erfolgt nicht mehr ein-, sondern dreiachsig. Es wird versucht, diesen
Einfluss durch verschiedene Ansa¨tze, z.B. nach Siebel [73], zu korrigieren.
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Im Rahmen dieser Arbeit durchgefu¨hrte vergleichende FEM-Simulationen
haben jedoch gezeigt, dass dies nur zu unzureichend genauen Fließkurven
fu¨hrt. Dieses Ergebnis kann verbessert werden, wenn nicht nur die Geome-
trie der Zugprobe nach dem Bruch, sondern auch die Geometrie der Ein-
schnu¨rung wa¨hrend des Versuchs beru¨cksichtigt wird. Dies ist insbesondere
bei hochdynamischen Versuchen mit einem sehr großen experimentellen Auf-
wand verbunden, da sich gestoppte Versuche nicht verwenden lassen, um den
adiabatischen Charakter der Hochgeschwindigkeitszugversuche nicht zu ver-
letzen. Bei der Verwendung von z.B. nach Siebel korrigierten Kenndaten wird
die reale Fließspannung zumeist unterscha¨tzt. Ein weiteres Problem stellt die
Lokalisierung der Verformung nach U¨berschreiten der Maximalkraft dar. Die
Dehnung lokalisiert mit zunehmender Verformung immer weiter. Aus im Vor-
feld durchgefu¨hrten FEM-Rechnungen wurde abgeleitet, dass die Dehnungs-
geschwindigkeit lokal bis zum 10fachen der durch die Maschinensteuerung
vorgegebenen Dehnungsgeschwindigkeit betragen kann und dies zu einer
U¨berbewertung der Fließspannungen fu¨hrt. Aufgrund dieser Schwierigkeiten
wurde im Rahmen dieser Arbeit darauf verzichtet, Zugversuche u¨ber die Zug-
festigkeit Rm hinaus auszuwerten, siehe Bild 3.2. Dies fu¨hrt dazu, dass die
Fließkurven, die mit Hilfe von Zugversuchen bestimmbar sind, nur relativ
kleine Maximalverformungen von ϕ ≈ 0, 15...0, 3 erreichen. Diese Versu-
σ
ϕ
Bild 3.2: Schematische Darstellung der Auswertung von Zugversuchen.
che allein reichen nicht aus fu¨r die Formulierung eines Werkstoffgesetzes,
welches fu¨r das Hochgeschwindigkeitsspanen (ϕmax ≈ 3) geeignet ist. Bei
den hochdynamischen Zugversuchen treten zusa¨tzliche Probleme auf. Diese
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Probleme sind von Meyer in [30] na¨her erla¨utert und Lo¨sungsmo¨glichkeiten
vorgeschlagen worden. Die zentrale Aussage von Meyer weist auf die Mini-
mierung der Schwingungsprobleme hin, wenn die Kraftmessung mo¨glichst
nah an der Messla¨nge erfolgt. Dies fu¨hrte zu der in Bild 3.3 dargestellten
Probenform, bei der die Kraftmessung direkt auf dem in die Probe integrier-
ten Kraftmessglied (Kegel), aufbauend auf das Hooke’sche Gesetz, erfolgt.
Bild 3.3: Verwendete Zugprobenform fu¨r dynamische Versuche nach [30].
Bei den hochdynamischen Versuchen ergibt sich eine weitere Besonderheit,
die bei quasistatischer Belastung nicht auftritt. Bei langsamen Versuchen
wird, um mit einer konstanten Dehnungsgeschwindigkeit ε˙ zu belasten, die
Abzugsgeschwindigkeit der Maschine wa¨hrend des Versuches erho¨ht. Dies
ist bei den dynamischen Zugversuchen, die alle in einem Rotationsschlag-
werk durchgefu¨hrt wurden, maschinenbedingt nicht mo¨glich, d.h. bei der
U¨berfu¨hrung von Zugversuchsdaten in Werkstoffmodelle muss der Ru¨ck-
gang der Dehnungsgeschwindigkeit ε˙ bei sich verla¨ngernder Probe und na-
hezu konstant bleibender Abzugsgeschwindigkeit beru¨cksichtigt werden.
Neben hohen Dehnungsgeschwindigkeiten sind HSC-Prozesse auch maßgeb-
lich von hohen Temperaturen gekennzeichnet, d.h. neben den hohen Deh-
nungsgeschwindigkeiten treten beim Spanen zeitgleich hohe Temperaturen
bis zu 1200 ◦C auf. Fu¨r die Ermittlung von Fließeigenschaften bei erho¨hten
Temperaturen ist die in Bild 3.3 dargestellte Probenform nicht mehr geeig-
net. Aufgrund der Erwa¨rmung der Messla¨nge, die entweder durch Heißluft
oder induktiv erfolgt, mu¨ssen fu¨r die Ermittlung der Kraft wa¨rmebesta¨ndige
DMS verwendet werden. Diese DMS sind aufgrund des verwendeten glas-
faserversta¨rkten Tra¨germaterials extrem schwierig zu applizieren, und auch
das Messergebnis ist nicht zufriedenstellend, Bild 3.4. Aus diesem Grund
wurde fu¨r die Ermittlung von Materialkenndaten bei gleichzeitig hohen Deh-
nungsgeschwindigkeiten und hohen Temperaturen im Rahmen der Arbeit ein
Warmzughopkinson aufgebaut und evaluiert. Dazu wurde ein vorhandenes
Rotationsschlagwerk modifiziert. Der prinzipielle Aufbau des Warmzughop-
kinsons ist in Bild 3.5 gezeigt. Eine Schwungscheibe von 220 kg wird auf
die gewu¨nschte Pru¨fgeschwindigkeit von bis zu 40 m/s beschleunigt. Eine
Kralle, die wa¨hrend der Beschleunigungsphase in der Schwungscheibe arre-
tiert ist, wird bei Erreichen der Pru¨fgeschwindigkeit mittels eines Elektroma-
gneten entriegelt, richtet sich infolge der Fliehkraft innerhalb einer halben

































plastische Dehngeschwindigkeit: 1000 s-1
Hochtemperatur-DMS
Bild 3.4: Messdiagramm mit Hochtemperatur-DMS.
Umdrehung vollsta¨ndig aus und schla¨gt auf das am unteren Probenende be-
festigte Joch. An der Probe ist ein Wellenleiter befestigt. Dabei ist darauf zu
achten, dass der Impedanzsprung zwischen der Probe und dem Wellenleiter
mo¨glichst gering ist, da es sonst zu Wellenreflexionen an der Grenzfla¨che
kommt (siehe Kapitel 3.3 - Wellentheoretische Probleme), d.h. der Wellen-
leiter muss dem Material als auch dem Durchmesser der jeweiligen Probe
angepasst sein. Dafu¨r eignen sich i.B. Reibschweißverbindungen. Andere Ver-
bindungsarten wie Schrauben oder Lo¨ten erwiesen sich als nicht geeignet.
Die Kraftmessung kann aufgrund der hohen Pru¨ftemperaturen nicht direkt
an der Probe erfolgen, sondern in ca. 300 mm Entfernung auf dem Wellenlei-
ter. Die La¨nge des Wellenleiters muss so bemessen sein, dass ein Zugversuch,
bevor die am oberen Ende des Stabes reflektierte Welle die Messstelle erneut
passiert, abgeschlossen ist. Dies fu¨hrt zu einer unteren Grenzbelastungsge-
schwindigkeit von ca. 8 m/s bei einer La¨nge des Wellenleiters von ca. 2 m.
Mit dieser Versuchseinrichtung sind Werkstoffpru¨fungen bei Dehnungsge-
schwindigkeiten von ca. 5000 s−1 bei gleichzeitigen Temperaturen von bis
zu 1200 ◦C mo¨glich. Die Dehnungsmessung erfolgt beru¨hrungslos durch ein
elektrooptisches Extensiometer, das den s/w-Kontrast zweier sich auf der
Probe befindlicher s/w-Kanten nachregelt. Dieses Regelsignal kann direkt
mit der Dehnung korreliert werden. Fu¨r die s/w-Kanten bietet sich Teflon-
folie oder Stahlblech an. Bei hohen Temperaturen von T > 600 ◦C ist eine
Dehnungsmessung auf diese Art und Weise nicht mehr mo¨glich. Das Deh-
nungssignal wird dann aus der nach dem Versuch ermittelten Bruchdehnung
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Bild 3.5: Schematischer Aufbau des Warmzughopkinsons.
auf das Zeitsignal u¨bertragen. Dies ist mo¨glich, da die Abzugsgeschwindig-
keit der Schwungmasse im Rotationsschlagwerk nahezu gleich bleibt. Mit
Hilfe von FE-Rechnungen wurde eine Reduzierung der Geschwindigkeit von
ca. 0,5...0,8 % nachgewiesen, was vernachla¨ssigbar ist.
3.1.2 Druckversuche
Neben dem Zugversuch ist der Druckversuch eine klassische Versuchsmetho-
de zur Ermittlung von Fließkurven fu¨r die Simulation von Umformprozessen.
Im Gegensatz zum Zugversuch kommt es beim Druckversuch nicht zu ei-
ner geometrischen Instabilita¨t und i.A. sind große Verformungen erreichbar.
Statische Druckversuche werden zwischen zwei geschmierten Stauchbahnen
in mechanischen oder servohydraulischen Pru¨fmaschinen durchgefu¨hrt. Beim
Druckversuch ist die Bestimmung der wahren Spannung problematisch. Aus-
gangspunkt ist wie beim Zugversuch die Annahme der Volumenkonstanz und
die daraus folgende Berechnung des aktuellen Durchmessers. Durch die an
den Stirnfla¨chen der Probe auftretende Reibung baucht aber die Probe aus
und es bildet sich ein typisches Verformungskreuz, Bild 3.6, im Inneren der
Probe. Zur Bewertung des Einflusses der Stirnfla¨chenreibung wurde ein dy-
namischer Druckversuch mit Hilfe der FEM abgebildet (implizit, thermisch
entkoppelt) und dabei gezielt der Reibbeiwert µ (zwischen 0 und 0,3) variiert,
Bild 3.6. Erwartungsgema¨ß bildet die Simulation mit µ = 0 die zur Simu-
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Bild 3.6: Vergleichende FEM-Rechnung mit unterschiedlichen Reibwerten.
lation verwendeten Modelldaten exakt ab. Mit zunehmendem Reibwert wird
die Abweichung von der vorgegebenen Fließkurve, insbesondere bei hohen
plastischen Stauchungen gro¨ßer, d.h. bei hohen Reibwerten bzw. bei hohen
Verformungen wird bei Druckversuchen die reale Fließspannung u¨berscha¨tzt.
Um festzustellen, ob es notwendig ist, die auf diese Art und Weise erhal-
tenen Druckfließkurven bezu¨glich der auftretenden Reibung zu korrigieren,
wurden Ringstauchversuche nach Burgdorf [74] durchgefu¨hrt, um insbeson-
dere bei hohen Dehn- bzw. Belastungsgeschwindigkeiten den Reibwert µ zu
ermitteln. Bei diesem Versuch wird ein Ring mit einem definierten Außen-
und Innendurchmesser gestaucht und aus der A¨nderung der beiden Durch-
messer zueinander mit Hilfe eines Nomogramms der Reibwert ermittelt. Bei
einer Dehnungsgeschwindigkeit von ca. 1300 s−1 wurde ein Reibwert von
ca. 0,03 ermittelt, der mit zunehmender Verformung leicht auf ca. 0,06
anstieg, was auf das zumindest teilweise Abreißen des Schmierfilms zuru¨ck-
zufu¨hren ist. Fu¨r die hohen Dehnungsgeschwindigkeiten bis 104 s−1 wurden
Proben unterschiedlicher Abmessungen verwendet. Fu¨r extrem hohe Dehn-
raten von 20.000 s−1 wurde die Probengro¨ße auf 1 mm x 1 mm reduziert,
da eine abnehmende Probengro¨ße eine Erho¨hung der mittleren Dehnungsge-
schwindigkeit zur Folge hat. Eine Beeinflussung des Messergebnisses durch
werkstoffabha¨ngige Skalierungseffekte ist nicht auszuschließen. Aktuelle Er-
gebnisse [39] weisen auf eine leichte U¨berbewertung der Fließgrenzen bei sehr
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kleinen Proben hin, deren Ursachen noch nicht abschließend gekla¨rt sind. Fu¨r
die dynamischen Druckversuche bis zu ca. ε˙ = 2 · 102 s−1 wurde ein Fall-
werksaufbau verwendet, mit dem Stauchgeschwindigkeiten von max. 3 m/s
erreicht werden ko¨nnen. Der schematische Aufbau ist in Bild 3.7 gezeigt.
Das Fallwerk [34] besteht aus einem Fallgewicht mit einer Masse von 600 kg,
Bild 3.7: Schematischer Fallwerksaufbau.
das in einem massiven Vier-Sa¨ulen-Rahmen gefu¨hrt ist. Es steht eine Energie
von ca. 3000 J zur Verfu¨gung. Aufgrund des hohen Energieu¨berschusses ist
die Schlaggeschwindigkeit u¨ber die gesamte Versuchsdauer nahezu konstant.
Dies gilt natu¨rlich nicht fu¨r die Dehnungsgeschwindigkeit in der Probe, die
aufgrund der abnehmenden Probenho¨he wa¨hrend des Versuches ansteigt.
Die Kraftmessung erfolgt mit Hilfe eines dynamisch kalibrierten Stempels.
Die axiale Stauchung wird zeitgleich mit Dehnungsmessstreifen an der Pro-
be und einem elektro-optischen Wegmesssystem erfasst. Das Kraft- als auch
das Dehnungs- (Weg)- Signal wird von einer geeigneten Messelektronik mit
mo¨glichst hoher Bandbreite mit mindestens 12 bit bei 50 MS/s erfasst. Mit
Hilfe von Verformungsbegrenzern ist es mo¨glich, den Verformungszustand
schlagartig zu unterbrechen und z.B. die Entwicklung der Mikrostruktur in
der Probe gezielt zu untersuchen. Diese Vorgehensweise wurde auch bei den
Druck/Scherversuchen, die im Kapitel 3.2 beschrieben sind, angewendet, um
die Lokalisierung und die Ausbreitung von Scherba¨ndern zu untersuchen. Mit
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Hilfe einer Ku¨hlvorrichtung sind Versuche bis -196 ◦C mo¨glich. Die obere
Grenztemperatur liegt durch die zur Probenerwa¨rmung verwendete Mittel-
frequenzanlage bei ca. 600 ◦C. Fu¨r Versuche bei Dehnungsgeschwindigkeiten
von ε˙ ≈ 103 s−1 bis ε˙ ≈ 104 s−1 wurden zwei unterschiedliche Hopkin-
sonaufbauten verwendet. Die Grundlage fu¨r diese Versuche ist die elementare
Theorie der (elastischen) Wellenausbreitung in schlanken Sta¨ben. Der sche-
matische Aufbau einer Hopkinsonanordnung ist im Bild 3.8 gezeigt. Zwischen
Projektil (Schlagstab) Eingangsstab Ausgangsstab Bremsstab
Dehnungsmessung Dehnungsmessung
Digitale Speicherung PC, DSP
Gasdruckfeder
Probe
v ~ 20 m/s
Optische
Wegmessung
Berechnung von , ,  
Bild 3.8: Schematische Darstellung des Messaufbaus am Druck-Hopkinson.
zwei Sta¨ben ist die Probe positioniert. Durch das Auftreffen des Schlagstabes
wird im Eingangsstab eine elastische Druckwelle erzeugt, die sich als Lon-
gitudinalwelle mit der werkstoff- und geometrieabha¨ngigen Schallgeschwin-
digkeit c0l (c0lStahl ≈ 5100 m/s) durch den Eingangsstab bewegt. Sowohl
auf dem Eingangsstab als auch auf dem Ausgangsstab sind Dehnungsmess-
streifen appliziert, die die elastischen Dehnungs-Zeit-Verla¨ufe wa¨hrend des
Versuchs registrieren. Mit Hilfe dieser Signale la¨sst sich die Stauchkraft und
damit die Spannung, die Verku¨rzungsgeschwindigkeit, die Partikelgeschwin-
digkeit und die Stauchung sowie die Stauchgeschwindigkeit ermitteln. Die
Spannung, die im Eingangsstab durch das Auftreffen des Schlagstabes mit
der Geschwindigkeit v erzeugt wird, errechnet sich wie folgt:
σ = ρ · cup=1
2
ρvc (3.3)
Bei Annahme der Gu¨ltigkeit des Hooke’schen Gesetzes in den sich elastisch




und up= c · ε (3.4)
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Unter Annahme eines Kra¨ftegleichgewichtes an den Enden der beiden, die
Probe verformenden, Sta¨be wa¨hrend des gesamten Versuches, ergeben sich
die Spannung σ, die Dehnung ε und die Dehnungsgeschwindigkeit ε˙ zu:




ε˙ (t) = −2c0l
L
εR (3.6)





Dabei ist E der E-Modul in den Sta¨ben und A0 deren Querschnittsfla¨che.
A ist die Querschnittsfla¨che der Probe zu Versuchsbeginn, d.h. Gleichung
3.5 ermittelt eine technische Spannung. Die Dehnung εT ist die auf dem
Ausgangsstab gemessene elastische Dehnung und somit die Grundlage der
Spannungsberechnung. Aus dem auf dem Eingangsstab ermittelten reflek-
tierten Dehnungssignal εR la¨sst sich durch Integration nach Gleichung 3.7
die lokal in der Probe vorliegende Dehnung ε errechnen. Durch eine Ablei-
tung der Gleichung 3.7 nach der Zeit la¨sst sich die Dehnungsgeschwindigkeit
in der Probe ermitteln. Neben der rechnerischen Bestimmung der Dehnung
ist es parallel dazu mo¨glich, mit Hilfe eines beru¨hrungslos messenden elektro-
optischen Systems oder mittels einem auf der Probe applizierten DMS, die
Dehnung ε direkt zu bestimmen. Auch bei den verwendeten Hopkinsonauf-
bauten ist es mo¨glich, Tief- und Hochtemperaturversuche durchzufu¨hren.
Aufbauend auf dem im Kapitel 5.1.1.2 vorgestellten Konzept der thermi-
schen Aktivierung ist es mit Hilfe von Tieftemperaturversuchen mo¨glich, auf
das Fließverhalten von Werkstoffen bei RT aber dafu¨r stark erho¨hten Deh-
nungsgeschwindigkeiten zu schließen.
In Bild 3.9 ist die Fließkurve des Stahls C45E eines Zug-, eines Druck- und
eines nach einer Vergleichsspannungshypothese umgerechneten Torsionsver-
suches, alle bei einer Dehnungsgeschwindigkeit von ca. 300 s−1 ermittelt,
dargestellt. Es wird deutlich, dass alle drei auf unterschiedliche Art gemes-
senen Fließkurven bis zu einer Dehnung von ca. 0,2 nahezu identisch sind.
Der Zugversuch kann aufgrund der einsetzenden Einschnu¨rung, wie bereits
erla¨utert, nicht weiter ausgewertet werden. Mit zunehmender Dehnung wird
die Differenz zwischen dem Druckversuch und dem Torsionsversuch gro¨ßer.
Bei ε ≈ 0, 4 liegt bereits eine Spannungsdifferenz von ∆σ ≈ 70 MPa bzw.
7 % vor. Ursache fu¨r diese Differenz ist der mit steigender Stauchung wach-
sende Reibwert µ, d.h. bei großen plastischen Stauchungen wird durch die
zunehmende Spannungs- und Dehnungsinhomogenita¨t in einer Druckprobe
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Bild 3.9: Darstellung der Vergleichsspannungs-Vergleichsdehnungs-Ergebnisse eines
Zug-, Druck- und Torsionsversuches.
die wahre Fließspannung u¨berscha¨tzt. Beim Torsionsversuch liegt keine Geo-
metriea¨nderung wa¨hrend des Versuches vor, so dass die Fließspannung ohne
Reibungseinfluss (siehe Kapitel 3.1.3) gemessen werden kann.
3.1.3 Torsionsversuche
Der wesentliche Nachteil der vorgestellten Zug- bzw. Druckversuche liegt in
dem relativ kleinen Dehnungsbereich, in dem Fließkurven ermittelt werden
ko¨nnen. Umformgrade ϕ > 1 lassen sich mit den beiden bisher genannten
Pru¨fverfahren nicht oder nur ungenau erreichen. Aus diesem Grund wurden
Torsionsuntersuchungen in das Pru¨fprogramm zur Ermittlung von Werkstoff-
kennwerten sowie fu¨r die Modellerstellung bei gleichzeitig hohen Tempera-
turen und hohen Dehnungsgeschwindigkeiten aufgenommen. Insbesondere
bei hohen Temperaturen war es mo¨glich, Umformgrade von ϕ ≈ 3 zu er-
reichen. Der Torsionsversuch dient der Aufnahme einer Torsionsfließkurve
eines Werkstoffes. Die dabei herrschenden Spannungszusta¨nde unterschei-
den sich wesentlich von denen des Zug- oder Druckversuchs. I.A. wirkt beim
Torsionsversuch lediglich eine Scherspannung, die sich aus den beiden Haupt-
spannungen σ1 und σ3 zusammensetzt. Die beiden Hauptspannungen sind
betragsma¨ßig gleich groß und unterscheiden sich nur im Vorzeichen. Wenn
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keine ausgepra¨gte Texturierung des Werkstoffes vorliegt, ko¨nnen die auf-
tretenden La¨ngena¨nderungen vernachla¨ssigt werden, da sie sehr klein sind.
Um Einflu¨sse einer u¨berlagerten Zug- oder Druckspannung ausschließen zu
ko¨nnen, wurden alle Versuche in der La¨ngsachse der Torsionsproben auf
Kraft und damit Spannungsfreiheit geregelt. Zur Erla¨uterung der Berech-
nungsgleichungen sind im Bild 3.10 die Spannungsverha¨ltnisse, die in einem
zylindrischen Stab herrschen, der durch ein Torsionsmoment Mt belastet
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Bild 3.10: Spannungsverha¨ltnisse in einem zylindrischen Stab unter Torsionsbelas-
tung.
Zylinderachse, je weiter sie von der Einspannung entfernt sind. Eine Mantelli-
nie des Zylinders 11′ geht in eine Schraubenlinie 11′′ mit konstanter Steigung
u¨ber. Zwischen diesen beiden Linien ist der Schiebewinkel γ eingeschlossen.
Der Schiebewinkel γ wird als Scherung bezeichnet. Zwei senkrecht zur Zy-
linderachse befindliche Querschnitte mit dem Abstand L tordieren relativ
zueinander um den Torsionswinkel ψ. Wenn r als die laufende Koordinate in
radialer Richtung definiert ist, ergibt sich fu¨r kleine Winkela¨nderungen
Lγ = rψ (3.8)





An dieser Stelle muss angemerkt werden, dass dies nur na¨herungsweise fu¨r
kleine Winkel von ψ gilt. Aus kontinuumsmechanischer Sicht ist dies fu¨r
kleine und natu¨rlich auch große Winkel nicht zula¨ssig. Die korrekte Gro¨ße
zur Charakterisierung einer Scherung ist tanψ. In der Umformpraxis hat sich
jedoch die Angabe von γ bzw. dem nach v. Mises umgerechneten Umform-
grad ϕ durchgesetzt [75–77]. Aus diesem Grund wird auch in dieser Arbeit,
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trotz der mechanischen Unzula¨nglichkeit, die Scherung mit γ und nicht mit
tanψ bezeichnet. Aus Gleichung 3.9 la¨sst sich ableiten, dass die Scherung
linear mit zunehmendem radialen Abstand r ansteigt und das Maximum am
Probenrand r = R erreicht. Aufgrund des Hookeschen Gesetzes la¨sst sich
fu¨r den elastischen Bereich folgender Zusammenhang ableiten:
τ = γ ·G = Gψ
L
· r (3.10)
Dabei istG der Schubmodul der, genau wie der E-Modul, athermisch auf eine
Erho¨hung der Dehnungsgeschwindigkeit reagiert und somit eine Momenten-
messung bei dynamischen Versuchen analog dem dynamischen Zugversuch
ermo¨glicht. Aus Gleichung 3.10 wird deutlich, dass die Scherspannung im
elastischen Bereich linear u¨ber den Probenradius anwa¨chst. Die Scherspan-





r · τ (r) · 2pirdr (3.11)
















Die Gu¨ltigkeit dieser Gleichung setzt jedoch den rein elastischen Fall voraus.
Wird das wirkende Torsionsmoment Mt soweit gesteigert, dass die Rand-
scherspannung τ|r=R die Torsionsfließgrenze u¨berschreitet, setzt in den rand-
nahen Bereichen plastische Scherung ein, d.h. die Funktion τ (r) ist nicht
mehr linear von r abha¨ngig. Dies fu¨hrt zu der Schwierigkeit, dass die Funk-
tion τ (r) exakt bekannt sein muss, um das Werkstoffverhalten unter Torsi-
onsbeanspruchung zu charakterisieren. Dies ist jedoch nicht mo¨glich, da das
τ (r)-Verhalten a´ priori nicht bekannt ist und erst mit Kenntnis der im Tor-
sionsversuch zu ermittelnden Torsionsfließkurve explizit berechnet werden
kann. Eine implizite Lo¨sung ist meistens nicht mo¨glich, da das Ergebnis oft
nicht eindeutig ist. Daher ist es zwingend notwendig, dass die Geometrie der
zu pru¨fenden Proben zu einem anna¨hernd homogenen Verformungszustand
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in der Messla¨nge fu¨hrt. Das wird erreicht, wenn du¨nnwandige Rohrproben





r · τ (r) · 2pirdr (3.15)
Dabei stellen Ra den Außen- und Ri den Innendurchmesser der verwende-
ten Rohrprobe dar. Die Auswertung der Torsionsversuche an du¨nnwandigen
Rohrproben kann dann entweder ideal plastisch oder ideal elastisch erfolgen.
Dabei werden die in Bild 3.11 gezeigten Verteilungen der Scherspannun-






Bild 3.11: Verlauf der Scherspannungen in einer Rohrprobe bei ideal plastischem a)




2pi (R3a −R3i )
(3.16)







Dabei ist s die Wandsta¨rke der Rohrprobe. Wenn vorausgesetzt wird, dass die
Wandsta¨rke s = Ra−Ri ist, ergibt sich aus der Kombination der Gleichung
3.16 und der Gleichung 3.17 die relative Abweichung der ideal plastischen
von der ideal elastischen Lo¨sung nach folgender Gleichung:
∆τr =
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Damit errechnet sich die relative Abweichung ∆τr zwischen den beiden
mo¨glichen Lo¨sungsmethoden bei der Verwendung der Geometriedaten der
Proben, die im Rahmen dieser Arbeit gepru¨ft wurden (Ra = 7 mm;
Ri = 6 mm), zu ca. 0,4 %, d.h. die verwendete Auswertemethode hat keinen
bzw. nur einen geringen Einfluss auf die berechnete Torsionsverfestigungs-
kurve. Um Torsionsfließkurven bei hohen Dehnungsgeschwindigkeiten zu er-
halten, lassen sich, basierend auf Gleichung 3.9, drei Mo¨glichkeiten ableiten,
die Schergeschwindigkeit γ˙ zu erho¨hen. Naheliegend ist die Erho¨hung der
Winkelgeschwindigkeit ψ˙. Das fu¨hrt jedoch schnell an maschinelle oder phy-
sikalische Grenzen. Bei zu hohen Dehnungsgeschwindigkeiten (Drehzahlen)
ist mit einer zunehmenden Schwingungsanregung zu rechnen und außer-
dem gestaltet sich die schlagartige Einkopplung des Drehmomentes zuneh-
mend schwierig. Eine Erho¨hung des Rohrdurchmessers fu¨hrt aufgrund der
kubischen Abha¨ngigkeit des Torsionsmomentes vom Radius sehr schnell zu
großen Momenten, die von der eingesetzten Versuchstechnik nicht aufge-
bracht werden ko¨nnen. Des weiteren ist bei kleinen Wandsta¨rken und bei
zu großen Messla¨ngen mit einer Instabilita¨t durch Knicken zu rechnen. Das
Einsetzen der Knickinstabilita¨t ist nicht mehr mit Hilfe eines FE-Verfahrens
bestimmbar. Deshalb wurden im Vorfeld der Versuche umfangreiche Unter-
suchungen zum Einsetzen der Knickinstabilita¨t durchgefu¨hrt. Dabei wurde
die Wandsta¨rke zwischen 0,5 und 2 mm und die Messla¨nge zwischen 3 und
30 mm variiert. Der Innendurchmesser der Proben wurde konstant bei 12 mm
gehalten. Die Ergebnisse dieser Messungen sind zusammen mit einer durch
Knickung und einer durch Scherung versagten Probe in Bild 3.12 darge-
stellt. Es wird deutlich, dass mit zunehmender Messla¨nge immer gro¨ßere
Wandsta¨rken zur Vermeidung von Instabilita¨t notwendig werden. Bei allen
im Rahmen dieser Arbeit durchgefu¨hrten Torsionsversuchen zur Ermittlung
von Torsionsfließkurven versagten die Proben durch Scherung. Eine elegante
Mo¨glichkeit zur Erho¨hung der Schergeschwindigkeit γ˙ liegt in der Verku¨rzung
der Messla¨nge l. Die Messla¨nge l hat keinen Einfluss auf das zur Verdrehung
der Probe notwendige Torsionsmoment Mt und ist unabha¨ngig von der Ver-
drehgeschwindigkeit ψ˙. Unklar ist bisher jedoch, wie sich eine Verku¨rzung der
Messla¨nge auf die Homogenita¨t der Scherung im Messquerschnitt der Probe
auswirkt. Es stand zu befu¨rchten, dass bei einer zu kurzen Messla¨nge eine
Spannungsu¨berho¨hung am U¨bergang zum Probenradius erfolgt und dies die
gemessenen Torsionsmomente erho¨ht und somit die Ergebnisse verfa¨lscht.
Aus diesem Grund wurden FEM-Variationsrechnungen mit unterschiedlichen
Messla¨ngen l durchgefu¨hrt. Das Ergebnis dieser Rechnungen fu¨r reine Tor-
sion, ohne u¨berlagerten Zug oder Druck, ist in Bild 3.13 gezeigt. Es wird
deutlich, dass die Messla¨nge l keinen Einfluss auf das gemessene Torsionsmo-
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Bild 3.12: Bereiche der Geometrieinstabilita¨ten bei einer Rohrprobe.
ment hat, es sei denn l geht gegen null. Damit kann die Schergeschwindigkeit
um eine Dekade angehoben werden, wenn die Messla¨nge von l = 10 mm
auf 1 mm verku¨rzt wird. Es ist außerdem davon auszugehen, dass bei einer
Reduzierung der Messla¨nge der Knickinstabilita¨tspunkt zu wesentlich gro¨ße-
ren Verformungen (Scherungen γ) verschoben wird.
Ein wesentlicher Vorteil von Torsionsproben gegenu¨ber Zug- oder Druck-
proben liegt in der wa¨hrend des gesamten Versuches konstanten Geome-
trie der Rohrprobe, d.h. es ist nicht notwendig, u¨ber eine vorausgesetz-
te Volumenkonstanz auf eine wahre Spannung umzurechnen. Das bedeu-
tet ebenfalls, dass die Schergeschwindigkeit γ˙ auch bei hochdynamischen
Versuchen konstant bleibt. Um die erhaltenen Torsionsfließkurven in ei-
nem Werkstoffmodell mit den Zug- und Druckdaten verwenden zu ko¨nnen,
ist es notwendig, diese Kurven in eine Vergleichsspannung umzurechnen.
Dazu werden in der Praxis unter Annahme der u¨blichen Festigkeitshy-
pothesen wie z.B. Tresca [78] oder v. Mises [79] die Torsionsfließkurven
in Vergleichsspannungs-Vergleichsdehnungskurven umgerechnet. Mit einer
Kombination des Anstrengungsverha¨ltnisses a, das urspru¨nglich 1913 durch
Carl von Bach zuna¨chst auf die Gro¨ßtdehnungshypothese [80] in die Schwing-
festigkeitsberechnung eingefu¨hrt und spa¨ter von Wellinger auf die ga¨ngigen
Hypothesen erweitert wurde [81], mit den Vergleichsspannungshypothesen


































Bild 3.13: Berechnete Torsionsfließkurven mit Proben unterschiedlicher Messla¨nge.
nach v. Mises und Tresca ergibt sich folgende Gleichung:
σv =
√
σ2x + a · τ 2xy (3.19)
Wird a = 3, wird die Gleichung 3.19 zur Gestalta¨nderungsenergiehypothese
nach v. Mises [79] und bei a = 4 ergibt sich die Schubspannungshypothese
nach Tresca fu¨r die Fa¨lle, dass nur eine axiale Spannung und eine gleichzei-
tig wirkende Scherspannung vorliegen. Dieser Anstrengungsparameter a ist
ha¨ufig eine Funktion der Dehnrate und der Verformung und liegt zwischen
drei (v. Mises) und vier (Tresca). Meyer und Hahn [82] geben diesen Para-
meter fu¨r einen Stahl als Konstante an. Die Versuche zur Ermittlung von a
sind im Kapitel 3.1.4 ausfu¨hrlich dargestellt.
Torsionsversuche sind nicht geeignet, den Schadenspunkt eines Werkstof-
fes zu ermitteln. Bereits Duffy hat in [20] darauf verwiesen, dass das Ein-
setzen eines lokalen, sich konzentrierenden Schervorganges ha¨ufig von der
Oberfla¨chenqualita¨t der Rohrproben bestimmt wird, d.h. diese Versuche sind
fu¨r die Darstellung der werkstoffbeeinflussten maximalen Scherverformungen
nicht geeignet.
Ein weiterer Schwerpunkt bei den Untersuchungen des Werkstoffverhal-
tens fu¨r Hochgeschwindigkeitsspanprozesse waren Messungen bei großen
Scherungen. Dazu wurde eine neuartige Impact-Torsionspru¨fmaschine ent-
wickelt. Die Maschine erlaubt Schergeschwindigkeiten von 500 s−1 (bei
ku¨rzeren Messla¨ngen auch daru¨ber) und gleichzeitig Pru¨ftemperaturen von
max. 1200 ◦C . Der Drehwinkel ist dabei nicht begrenzt. Die Rohrproben
ko¨nnen also bis zum Bruch tordiert werden. Die Maschine erlaubt max. Dreh-
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momente von 300 Nm bei Dehnungsgeschwindigkeiten von kleiner 10 s−1,
bei gro¨ßeren Schergeschwindigkeiten ca. 1000 Nm. Die Umdrehungen pro
Minute sind auf 3000 min−1 begrenzt. Der Aufbau der Torsionspru¨feinrich-
tung a¨hnelt dem des Warmzughopkinsons (siehe Bild 3.14). Es wird eben-
falls eine Schwungscheibe auf die gewu¨nschte Umdrehungszahl beschleu-
nigt und dann, mittels einer eigens fu¨r diesen Anwendungsfall entwickelten
Gewindeschnellkupplung, die Probe schlagartig belastet. Die Schwungschei-
be wirkt bei hohen Umdrehungszahlen als tra¨ge Masse und ermo¨glicht die
hohen Torsionsmomente. Es ist also mo¨glich, bei hohen Festigkeiten hohe
Torsionsverformungen und hohe Torsionsgeschwindigkeiten bis zu 103 s−1
zu erreichen und dabei ohne Sto¨rungen Scherspannungen und Scherverfor-
mungen zu messen. Dadurch wird es mo¨glich, Aussagen u¨ber die Scher-
fließspannungen bei großen plastischen Scherungen zu treffen. Dieses Bean-
spruchungsfeld ist bisher nur von Torsions-Hopkinsonaufbauten mit hohen
Schergeschwindigkeiten aber begrenzten Verformungen angerissen worden.
Mit der neuen Pru¨feinrichtung wurde diese Lu¨cke geschlossen, was außer
fu¨r das Hochgeschwindigkeitsspanen auch fu¨r viele andere Umformverfahren
mit hohen Umformgraden gilt. Aus der Literatur ist bekannt, dass sich bei
der FEM-Simulation des Spanvorganges numerisch berechnete Umformgrade
von mehr als ϕ = 2 ergeben. Auf gro¨ßere Verformungen musste bisher ex-
trapoliert werden. Die hier vorgestellten Untersuchungen werden diese Lu¨cke
schließen und so die Gu¨ltigkeitsgrenzen der verwendeten Modelle stark er-
weitern.
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Bild 3.14: Schematischer Aufbau der Hochgeschwindigkeitstorsionsmaschine.
3.1.4 Biaxialversuche
Bereits in einem fru¨hen Stadium der Arbeit zeigte sich, dass es notwen-
dig sein wu¨rde, Fließeigenschaften der beiden untersuchten Werkstoffe bei
sehr großen Dehnungen von ϕ > 2 zu ermitteln. Die Simulation des Hoch-
geschwindigkeitsspanprozesses fu¨hrt zu lokalen Dehnungen im Bereich von
ϕ = 3 bei sehr großen Dehnraten und hohen Temperaturen. Fu¨r die Er-
mittlung dieser Materialkennwerte eignet sich der unter Kapitel 3.1.3 vor-
gestellte Torsionsversuch am besten. Um die Torsionsdaten, zusammen mit
einachsigen Zug- und Druckversuchen, in ein Werkstoffmodell zu integrie-
ren, ist die Berechnung einer Vergleichsspannung notwendig (siehe 3.1.3).
Fu¨r diese Berechnung ist ein werkstoff- und dehnratenabha¨ngiger Anstren-
gungsparameter a mit Hilfe von Biaxialversuchen zu ermitteln. Mit Hilfe der
Biaxialversuche kann auch das Werkstoffverhalten unter einer mehrachsigen
Beanspruchung ermittelt werden. Es ist mo¨glich, das Verfestigungsverhal-
ten zu bewerten und als isotrop, kinematisch oder als eine Mischung beider
grundlegender Verfestigungsmethoden einzuordnen. Es stand eine kombi-
nierte servohydraulische Pru¨fmaschine mit Zug/Torsionsbeanspruchung fu¨r
langsame und mittelschnelle biaxiale Untersuchungen zur Verfu¨gung. Zum
Versta¨ndnis der nachfolgenden Ausfu¨hrungen werden einige kurze Erla¨ute-
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rungen zur Versuchsdurchfu¨hrung sowie eine Definition der Begriffe Fließort
und Belastungspfad gegeben. Um die Ergebnisse mit anderen Untersuchun-
gen vergleichbar zu machen, mu¨ssen alle Versuchsparameter und die Me-
thode der Werteermittlung bekannt sein. Fließortkurven geben den U¨ber-
gang von elastischer zu plastischer Verformung in Abha¨ngigkeit vom Ver-





Bild 3.15: Fließortkurven in unterschiedlicher Darstellung.
durchgefu¨hrt. Dabei wird das Verha¨ltnis zwischen der Scherung γ und der
Dehnung ε bzw. der Scherspannung τ und der Normalspannung σ gezielt va-
riiert. Die Darstellung (Bild 3.15) erfolgt dann entweder im τ−σ-Diagramm
oder als Teildiagramm u¨ber die beiden Hauptspannungen σ1 und σ2 (teilwei-
se ineinander umrechenbare Ellipsen). Aufgrund der großen experimentellen
Schwierigkeiten bei der Ermittlung der a¨quibiaxialen Fließspannung werden
Fließortkurven zunehmend im τ − σ Raum und nicht mehr im σ − σ Raum
ermittelt. Zur Ermittlung der Fließortkurven sind grundsa¨tzlich drei verschie-
dene Mo¨glichkeiten geeignet, Bild 3.16. Die Einzelprobenmethode (a) erfor-
Bild 3.16: Verschiedene Mo¨glichkeiten zur Abtastungen von biaxialen Fließkurven.
dert fu¨r jeden der Messpunkte eine Einzelprobe, was zu einem erheblichen
3.1. DYNAMISCHE WERKSTOFFPRU¨FUNG 49
experimentellen Aufwand fu¨hrt. Allerdings sind von dieser Messmethode die
genauesten Ergebnisse zu erwarten, da keine Mikroverformung (b) und kein
Bauschinger-Effekt (c) die Fließspannungsermittlung beeinflussen kann. Die
rotierende Abtastung der Fließfla¨che und die alternierende Abtastung erfor-
dern jeweils nur eine Probe. Dies reduziert die erforderliche Probenmenge,
jedoch nicht den Pru¨faufwand. Die alternierende Abtastung setzt eine der
ersten Fließortbestimmung folgende Fließortbestimmung im jeweiligen dazu-
geho¨renden negativen Quadranten der Hauptspannungen σ1 und σ2 voraus.
Fu¨r die rotierende Abtastung, die nur bei niedrigen Dehnraten mo¨glich ist,
lagen in der Literatur [82, 83] bereits positive Erfahrungen vor, so dass fu¨r
die langsamen Versuche auf die rotierende Abtastung zuru¨ckgegriffen wurde.
Bei hohen Verformungsgeschwindigkeiten (ϕ˙ > 1 s−1) ist es aus regelungs-
technischen Gru¨nden sowie durch Tra¨gheitseffekte der Pru¨fmaschinen nicht
mehr mo¨glich, die rotierende oder die alternierende Abtastung der Fließ-
ortkurven durchzufu¨hren, und es muss auf die Einzelprobenmethode aus-
gewichen werden. Die eigentliche Schwierigkeit bei der Durchfu¨hrung und
Auswertung der Biaxialversuche ist jedoch die Definition des Fließpunktes.
Die Steuerung der Biaxialmaschine muss bei der rotierenden oder auch der
alternierenden Abtastung so erfolgen, dass bei einer vorgegebenen, vorzugs-
weise kleinen plastischen Vergleichsdehnung die weitere Verformung unter-
brochen und die Probe wieder entlastet wird. Die darauf folgende Belastung
erfolgt entlang eines anderen γ/ε - bzw. τ/σ - Verha¨ltnisses. Das bedeu-
tet, dass die dabei auftretende plastische kumulierte Gesamtdehnung nicht
so groß sein darf, dass sich eine nennenswerte Aufweitung der Fließortkurve
durch eine Verformungsverfestigung ergibt. Im Bild 3.17 ist am Beispiel ei-
ner AlMg3-Legierung von Besdo und Wellerdick-Wojtasik [83] der Einfluss
der Offset-Dehnung, d.h. der voreingestellten Abbruchdehnung, dargestellt.
Bei kleinen Offset-Dehnungen von max. 0,04 % treten keine Abweichun-
gen auf. Die gemessene Fließortellipse ist vollsta¨ndig geschlossen. Erst bei
εOffset = 0,1 % fanden Besdo und Wellerdick-Wojtasik [83] eine nennenswer-
te Abweichung. Die Fließortkurve ist nicht mehr geschlossen. Aufgrund der
kleinen notwendigen Offset-Dehnungen mu¨ssen die Proben vor dem Versuch
mit DMS instrumentiert werden. Wa¨hrend des Versuches wird die Scher-
und die Normalspannung bestimmt. An der Messla¨nge werden ebenfalls mit
DMS die Scherung sowie die Dehnung ermittelt. Der weitere Messvorgang
ist schematisch in Bild 3.18 gezeigt. Es wird online, d.h. wa¨hrend des Ver-
suches, die Vergleichsspannung σv und die plastische Vergleichsdehnung mit
Hilfe eines sehr schnellen DSP (Digitaler Signalprozessor) bestimmt. Die-
se Berechnung ist bereits in den Regelkreis der Maschine integriert, weil
bei jeder Berechnung von εv die Belastung mit der vorgegebenen Mikro-
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Bild 3.17: Fließellipsen bei unterschiedlicher Offset-Dehnung nach [83].
Normalspannung  [MPa]
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Bild 3.18: Schematische Darstellung des Messablaufs der Fließfla¨chenbestimmung.
Offset-Dehnung verglichen wird. Beim Erreichen der Offset-Dehnung muss
der Versuch sofort beendet werden. Das ist der Grund, warum bei ho¨heren
Geschwindigkeiten die Fließortkurve nur noch mit Hilfe des Einzelprobenver-
fahrens ermittelt werden kann. Bei allen durchgefu¨hrten biaxialen Versuchen
wurde nach dem Einsetzen der plastischen Dehnung, d.h. unmittelbar nach
der U¨berschreitung des Fließpunktes, eine Konzentration der zuvor mehr-
achsigen Verformung auf eine einzige Belastungsrichtung festgestellt. Diese
bevorzugte Verformung auf eine Richtung a¨ußert sich sowohl im τ − σ -
Diagramm als auch im ε − t - Diagramm durch einen deutlichen Knick in
der Kurve. Diese Knickpunkte wurden bei ho¨heren Verformungsgeschwin-
digkeiten dem Beginn des plastischen Fließens zugeordnet. Eine ausfu¨hrliche
Beschreibung der Auswertealgorithmen geben Meyer und Hahn in [82].
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Fu¨r Dehnungsgeschwindigkeiten ε˙ > 10 s−1 kam der unter Kapitel 3.1.3 be-
reits kurz vorgestellte kombinierte Zug/Torsionshopkinson zum Einsatz. Das
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Bild 3.19: Schematischer Aufbau des kombinierten Zug/Torsionshopkinsons.
Eine in massiven Lagern axial gefu¨hrte Stange wird mittels einer Klam-
mer an einem Ende festgehalten und mit einem Moment von ca. 360 Nm
u¨ber einen Hebel vorgespannt. Durch die Lagerung des Eingangsstabes im
”Schwerpunkt” des angreifenden Torsionsmomentes kommt es zu keiner
Lastu¨bertragung durch den Tra¨ger, was zu zusa¨tzlichen unerwu¨nschten Bie-
gemomenten fu¨hren wu¨rde. Zwischen dieser Stange und einem Tra¨gheitsstab
befindet sich eine instrumentierte Probe. Mit Hilfe eines axial angeordneten
Hydraulikzylinders ist es mo¨glich, den Eingangsstab mit einer maximalen
Zugkraft von ca. 70 kN vorzuspannen. Beim schlagartigen Lo¨sen der Klam-
mer wird die Probe dann durch eine von einer Zugspannung u¨berlagerten
Torsionswelle belastet. Untersuchungen im Druckbereich sind nicht mo¨glich,
so dass bei hohen Dehnungsgeschwindigkeiten keine kompletten Fließort-
kurven erhalten werden ko¨nnen. Da beim Zug/Torsionshopkinsonsaufbau
zwangsla¨ufig nur die Einzelprobenmethode Anwendung finden kann, sind die-
se experimentellen Untersuchungen bei hohen Dehnungsgeschwindigkeiten
extrem aufwa¨ndig. Die Probe wird fu¨r den Versuch mit acht DMS versehen,
von denen je zwei als Halbbru¨cke geschaltet werden, um die axiale Kraft, die
Dehnung, die Scherung sowie das Moment aufzunehmen. Im Unterschied zu
anderen Zug/Torsionshopkinsonaufbauten befindet sich die Probe sehr nah
an der Position der Halteklammer und nicht in der Mitte der Stange. Da die
Geschwindigkeiten von Torsionswellen nur 60 % der Geschwindigkeit von
Zug/Druck-Wellen betragen, wird die Probe zuerst durch Zug und danach
durch Torsion belastet. Durch die unmittelbare Na¨he zur Halteklammer ist
der Laufweg der Wellen sehr kurz und die zeitliche Verzo¨gerung zwischen
der Zug- und der Torsionswelle vernachla¨ssigbar gering, Bild 3.20.
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Bild 3.20: Vergleich verschiedener Klammerpositionen beim Zug/Torsionshopkinson.
3.1.5 Flyer-Plate-Versuche
Mit den bisher vorgestellten Pru¨fmethoden la¨sst sich das mechanische Werk-
stoffverhalten bis zu Dehnungsgeschwindigkeiten von etwa ε˙ ≈ 104 s−1 er-
mitteln. Da die Prozesse beim Hochgeschwindigkeitsspanen jedoch auch bei
maßgeblich ho¨heren Geschwindigkeiten von ε˙ ≈ 105 bis 106 s−1 ablaufen, ist
es fu¨r realita¨tsnahe Simulationen notwendig, auch in diesem Geschwindig-
keitsbereich das Fließ- und Verfestigungsverhalten der Werkstoffe zu kennen
und nicht zu extrapolieren. Diese hohen Dehnungsgeschwindigkeiten ko¨nnen
mit der Flyer-Plate-Technik erreicht werden. Außerdem dienen diese Versu-
che zur Ermittlung der so genannten ”Equation of state” (EOS), die als
Eingangsvoraussetzung fu¨r die meisten explizit rechnenden Hydrocodes not-
wendig ist und den Zusammenhang zwischen der Schockwellengeschwindig-
keit und der Partikelgeschwindigkeit beschreibt. Aus diesem Zusammenhang
ko¨nnen die Abha¨ngigkeiten der Temperatur, der Dichte, des Druckes etc.
zueinander abgeleitet werden. Alle Untersuchungen wurden am High Energy
Density Research Center in enger Kooperation mit Prof. Dr. S. V. Razore-
nov und Prof. G. I. Kanel durchgefu¨hrt. Die gemessenen Daten wurden zur
weiteren Auswertung zur Verfu¨gung gestellt.
Der schematische Aufbau einer Versuchsanordnung zur Durchfu¨hrung von
Flyer-Plate-Versuchen ist in Bild 3.21 gezeigt. Fu¨r alle Versuche wurden
Proben mit einer Dicke von 10 mm gefertigt. Der Impactor besteht aus ei-
ner 2 mm dicken Aluminiumplatte, die durch eine Explosivlinse und einen
Da¨mpfungsko¨rper auf eine Geschwindigkeit von ca. 650 m/s beschleunigt
wird und dann eben auf die Proben auftrifft. Dadurch werden im Inneren
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Bild 3.21: Schematischer Aufbau eines Flyer-Plate-Versuches.
der Probe elastische und plastische Stoßwellen induziert, die sich mit un-
terschiedlichen Geschwindigkeiten ausbreiten. Das Auftreffen des Impactors
erzeugt planare, longitudinale Stoßwellen in der Probe. Durch die hohe Dy-
namik dieses Vorgangs wird ein dreiachsiger Spannungszustand bei einachsi-
ger Verformung erzeugt. Die Probe verformt sich ausschließlich in Richtung
der Wellenausbreitung. Grundsa¨tzlich setzen sich Schockwellen immer aus
einer Belastung, einem Maximum, das bei Plattenimpactversuchen ein aus-
gepra¨gtes Plateau zeigt, und einer Entlastung zusammen, Bild 3.22. Jeder
Stoßwelle geht aufgrund der ho¨heren Ausbreitungsgeschwindigkeit elasti-
scher Wellen ein elastischer Vorla¨ufer voraus, dessen Amplitude durch die
Fließgrenze des Werkstoffes begrenzt ist. I.A. wird die Ho¨he der Amplitu-
de als Hugoniot-Elastic-Limit (HEL) bezeichnet. Dem elastischen Vorla¨ufer
folgt die Schockwellenfront. Dabei ist zu beachten, dass mit steigendem
Druck p die Ausbreitungsgeschwindigkeit Us der Schockwelle ansteigt. In der
dann folgenden Entlastungswelle geht der Druck p wieder auf null zuru¨ck.
Fu¨r eine Berechnung der Schockwellenparameter ist es sinnvoll, die Kenn-
werte vor und hinter der Schockwelle zu trennen. Die Parameter vor der
Schockwelle werden mit dem Index = 0 versehen, Bild 3.23. Die Schockwel-
lenfront bewegt sich mit der Geschwindigkeit Us durch das Probenvolumen.
Dabei besitzen die Atome vor der Front zuna¨chst eine Partikelgeschwindig-
keit von up0 = 0, bewegen sich aber nach Passieren der Schockfront mit
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Bild 3.22: Schockwellenverlauf u¨ber den Weg.
der Partikelgeschwindigkeit up. Die daraus resultierende Verschiebung der
Atome fu¨hrt zu einem Druck- bzw. Spannungsanstieg im Probenvolumen.
Fu¨r die Herleitung der charakteristischen Gleichungen fu¨r Schockwellenex-
perimente wird von Massen- (Gleichung 3.20), Impuls- (Gleichung 3.21) und
Energieerhaltung (Gleichung 3.22) ausgegangen.
ρ0Us = ρ (Us − up) (3.20)
σ − σ0 = ρ0Us (up − up0) (3.21)
E − E0 = 1
2
(σ + σ0) (V0 − V ) (3.22)
Unter Annahme der Gu¨ltigkeit von Gleichung 3.20 und 3.21 la¨sst sich aus
dem Belastungs-Entlastungs-Zyklus, Bild 3.22, das Schockwellenprofil, Bild
3.24, berechnen. Die auf diese Art und Weise erhaltenen Kurven beschrei-
ben den Ort aller Zusta¨nde in der Spannungs-Forma¨nderungsebene hinter
der Schockwelle und wird als so genannte Hugoniot-Kurve bezeichnet. Die
dazugeho¨rende Spannung heißt Hugoniot-Spannung und wirkt in Richtung
der Stoßwelle unter Beachtung der Impulserhaltung. Im realen Experiment
wird jedoch nicht auf der Hugoniotgeraden, sondern auf der Rayleighgera-
den belastet. Ha¨ufig wird der Unterschied zwischen der Belastung auf der
Rayleighgeraden und der Hugoniotgeraden als viskose Spannung bezeichnet.
Der eigentliche Messwert wa¨hrend eines Flyer-Plate-Versuches ist die Ge-
schwindigkeit der freien Target-Ru¨ckseite, die mit Hilfe eines VISAR-Systems
(Velocity Interferometer System for Any Reflector) [84, 85] gemessen wird,
und die Geschwindigkeit des Impactors kurz vor dem Auftreffen. Die Laserin-
terferometrie basiert auf den Interferenzerscheinungen, die auftreten, wenn
zwei Laserstrahlen wechselwirken. Bei einem einfachen VISAR emittiert eine
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σ σ Spannung0
V V spezifisches Volumen0
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Bild 3.23: Eine Schockwelle wird durch sechs Parameter vollsta¨ndig beschrieben.
Laserdiode einen Laserstrahl, der an einem halbdurchla¨ssigen Spiegel ge-
teilt wird. Ein Teil des Strahls wird auf die Ru¨ckseite der Flyer-Plate-Probe
aufgebracht und dort reflektiert und der andere Teil u¨ber Spiegel zu einem
Fotomultiplier umgeleitet. Der zweite Laserstrahl dient als Referenz zum Ers-
ten, da er im Gegensatz dazu durch das Experiment nicht vera¨ndert wurde.
Beide Strahlha¨lften zusammen erzeugen im Empfa¨nger ein Interferenzmus-








Dabei ist λ die Wellenla¨nge des Laserstrahls und dF/dt ist die A¨nderung des
Abstandes der Randinterferenzen. Es gibt verschiedene Weiterentwicklungen
des VISAR-Prinzips, z.B. mit einer Verzo¨gerungsstrecke fu¨r eine Ha¨lfte des
Laserstrahls, was die zeitliche Auflo¨sung noch einmal erho¨ht. Ein typisches
Messdiagramm fu¨r den Stahl 40CrMnMo7 ist in Bild 3.25 dargestellt. Die
in Bild 3.22 u¨ber den Ort dargestellte Schockwelle bildet die Grundlage fu¨r
die, u¨ber die Zeit dargestellten Geschwindigkeitsprofile (Bild 3.25), die mit
Hilfe der drei Erhaltungsgleichungen in einen Spannungs-Zeit-Verlauf um-
gerechnet werden ko¨nnen. Neben der HEL ist auch die so genannte Spal-
lationsfestigkeit aus diesen Darstellungen herleitbar. Nachdem der Impactor
die Probe getroffen hat, la¨uft die Druckwelle mit einer Breite, die der Dicke
des Impactors entspricht, durch die Probe. An dem freien Probenende wird
die Welle reflektiert. Dabei wechselt sie infolge der Grenzfla¨chenreflexion
an freien Oberfla¨chen von einer Druck- in eine Zugwelle. Sie wechselt die
Ausbreitungsrichtung und es kommt zu U¨berlagerungen mit nachlaufenden
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Bild 3.24: Schockwellenprofil u¨ber der Dehnung.
Wellenanteilen. Dadurch treten in einem Abstand, der in etwa der Dicke
des Impactors entspricht, große interne Zugspannungen auf, die zum Auf-
reißen des Werkstoffes in unmittelbarer Na¨he der Probenru¨ckseite fu¨hren,
Bild 3.26. Die dafu¨r notwendige (Zug-)Spannung heißt Spallationsfestigkeit
und beruht auf dem Versagen durch Zugspannungen nach einer Wellenre-








Der Zusammenhang zwischen der Schockwellengeschwindigkeit und der Par-
tikelgeschwindigkeit kann durch eine EOS abgebildet werden. Neben einer
Fließ- und einer Verfestigungsbedingung wird eine EOS fu¨r explizite wel-
lenausbreitungsberu¨cksichtigende Rechencodes beno¨tigt. Fu¨r die ha¨ufig ge-
nutzte lineare Beschreibung findet folgende EOS Anwendung:
Us = C0 + Sup (3.25)
Dabei sind C0 und S werkstoffabha¨ngige Parameter. Mit Hilfe der EOS
und der drei Erhaltungssa¨tze ko¨nnen alle anderen die Schockwelle charak-
terisierenden Parameter bestimmt werden. Es ist also mo¨glich, dass alle
fu¨nf unabha¨ngigen Schockparameter p, E, ρ (oder V ), Us und up mit Hil-
fe von zwei bekannten Parametern berechnet werden ko¨nnen. Die dyna-
mische Fließspannung Y kann jedoch aufgrund des vorliegenden dreiachsi-
gen Spannungszustandes nicht direkt mit den im Zug- oder Druckversuch
ermittelten einachsigen Fließgrenzen Rp0,2 verglichen werden. Die berech-
nete elastisch-plastische Wellenform entha¨lt die notwendigen Informatio-
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Bild 3.25: Gemessenes Wellenprofil fu¨r den Stahl 40CrMnMo7.
nen zum Verformungs-Verfestigungs-Verhalten. Mit einer in [62] ausfu¨hr-
lich vorgestellten und in [44] erfolgreich auf Titanwerkstoffe angewen-
deten Methode lassen sich aus den gemessenen Geschwindigkeitsprofilen
Spannungs-Dehnungs-Diagramme herleiten. Fu¨r die Auswertung wird vo-
rausgesetzt, dass es einen Zusammenhang zwischen dem longitudinalen
Spannungsinkrement dσ, der Scherspannung τ und dem Verformungsinkre-







(σ − p) (3.27)
Dabei ist aσ die Ausbreitungsgeschwindigkeit der Druckwelle bei einer be-
stimmten Spannung σ. Wird bei der Auswertung die Temperaturabha¨ngig-
keit des Scher- bzw. E-Moduls beru¨cksichtigt, la¨sst sich die Spannungs-
Dehnungs-Kurve bei sehr hohen Dehnungsgeschwindigkeiten berechnen. Die
maximal erreichbaren plastischen Verformungen sind jedoch versuchsbedingt
sehr klein. Es ist lediglich mo¨glich, die σ0,2-Grenze anzugeben. Ru¨ckschlu¨sse
auf das weitere Verfestigungsverhalten bei diesen Dehnungsgeschwindigkei-
ten sind mit Flyer-Plate-Versuchen nicht mo¨glich. Bisher wurde dieses Ver-
fahren erfolgreich auf Titanwerkstoffe angewendet. Ergebnisse zur U¨bertrag-
barkeit auf Sta¨hle stehen noch aus.
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Bild 3.26: Berechneter Spallationseffekt bei einem Flyer-Plate-Versuch.
3.2 Versuche zur Beschreibung des Scherversagens-
verhaltens
Fu¨r eine vollsta¨ndige Beschreibung von Hochgeschwindigkeitsspanprozessen
ist neben den Untersuchungen zum Festigkeitsverhalten auch das Versta¨nd-
nis der dabei ablaufenden Versagensvorga¨nge wichtig. Diese Versagens-
vorga¨nge sind dominiert vom (adiabatischen) Scherversagen, das insbeson-
dere bei der Segmentspanbildung eine wesentliche Rolle spielt. Die Verteilung
der Spannungen und Verformungen in Werkstoffen ist ha¨ufig dann inhomo-
gen, wenn hohe Dehnungsgeschwindigkeiten vorliegen, z.B. beim Schmieden,
Hochgeschwindigkeitsspanen und auch bei ballistischen Einschla¨gen. Diese
sehr komplexen Beanspruchungsbedingungen fu¨hren oft zu Gebieten, in de-
nen die Verformung durch auftretende Scherungen lokalisiert wird. Insbeson-
dere bei hohen Dehnungsgeschwindigkeiten, bei denen die durch die Umfor-
mung entstehende Wa¨rme nicht abfließen kann, ko¨nnen sich adiabatische
Scherba¨nder entwickeln. Die Sensibilita¨t der Werkstoffe auf das Einsetzen
der adiabatischen Scherung ist sehr unterschiedlich. Titan ist, im Gegen-
satz zu normalgeglu¨hten Kohlenstoffsta¨hlen, sehr sensibel fu¨r adiabatisches
Scheren. Ha¨ufig werden Untersuchungen zum adiabatischen Scheren mit
Hilfe des so genannten Hutprobenversuches vorgenommen, der auf Meyer
und Hartmann [86] zuru¨ckgeht. Werkstoffuntersuchungen mit der Hutprobe
sind mittlerweile weltweit etablierte Verfahren, um Eigenschaften von metal-
lischen Werkstoffen unter einer Scherbeanspruchung zu ermitteln. Die Hut-
3.2. VERSUCHE ZUR BESCHREIBUNG DES SCHERVERSAGENSVERHALTENS 59
probe wird hauptsa¨chlich fu¨r die Bestimmung von Werkstoffeigenschaften
bei Scherbelastung und fu¨r die Ermittlung von Schadenspunkten, z.B. durch
adiabatische Scherung, vorzugsweise bei hohen Dehnungsgeschwindigkeiten,
gewa¨hlt. Durch die Geometrie der Probe, Bild 3.27, wird der Werkstoff zum
Scheren gezwungen, wenn die Hutprobe einer axialen Druckverformung aus-
gesetzt wird. Der große Vorteil der Probengeometrie besteht darin, dass der
Bild 3.27: Hutprobe zur Ermittlung von Scherversagenspunkten.
Scherversuch bei jedem Punkt der Deformation gestoppt werden kann, um
die sich einstellende Mikrostruktur im Detail untersuchen zu ko¨nnen. Der
Spannungszustand im Gebiet der plastischen Verformung ist sehr nah an
der ”einfachen Scherung” und die plastische Dehnung ha¨ngt direkt von der
axialen Verschiebung und der Scherzonenbreite ab. Durch die Mo¨glichkeit,
die Probe in verschiedenen Pru¨feinrichtungen zu verwenden, kann z.B. der
Einfluss der Belastungsgeschwindigkeit auf das Scherversagen nahezu ent-
koppelt von anderen Randbedingungen untersucht werden.
Bei den nachfolgend vorgestellten Druck/Scherprobenanordnungen entfa¨llt
der geometrische Zwang zur lokalisierten Scherung [87, 88]. Stattdessen
wird in einem hinreichend großen Volumen dem Werkstoff eine kombinier-
te biaxiale Druck/Scherverformung ”angeboten”. Der Werkstoff kann sich
fu¨r eine Lokalisierung der Scherverformung und ein folgendes Versagen ent-
scheiden. Im Prinzip besteht dieses Angebot zur Scherlokalisierung bereits
beim rein axialen Druckversuch. Aber nur sehr wenige Werkstoffe, wie Mara-
gingsta¨hle oder Titanwerkstoffe, versagen bei einfachen Stauchungen. Durch
die Einfu¨hrung geneigter Druckproben [34] erweitert sich das Untersuchungs-
spektrum durch die additive Schubverformung auf weitere Werkstoffe. Mo-
linari et al. [89] bezeichnen gezielt eingebrachte Sto¨rungen, wie z.B. die
Neigung von Stauchproben als ”defined perturbation”. Die in Bild 3.28
gezeigte Druck/Scherprobe kann um beliebige kleine Winkel geneigt wer-
den, wobei die Stabilita¨t wa¨hrend des gesamten Stauchvorgangs gewa¨hr-
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Bild 3.28: Detaildarstellung der Druck/Scher-Belastungsanordnung.
kann anhand des Neigungswinkels der Druck/Scherprobe das Verha¨ltnis von
Druck- zu Scherspannung berechnet werden. Das fu¨hrt zu einem Anstieg des
Scherspannungsanteiles mit zunehmendem Neigungswinkel der Probe. Diese
Annahmen gelten nur global und nicht lokal und auch nur fu¨r den Beginn
des Versuches. Um zu einem vertieften Versta¨ndnis der beim Scherversagen
in einer Druck/Scherprobe ablaufenden Vorga¨nge zu gelangen, wurden um-
fangreiche Simulationen des Belastungsaufbaus nach Bild 3.28 mit einem
Reibwert von µ = 0,05 durchgefu¨hrt. Dazu wurden verschiedene Proben-
geometrien (variiert wurden der Neigungswinkel und die Probenho¨he) als
thermisch gekoppeltes Modell mittels des FEM-Systems LS-Dyna3DTM nu-
merisch simuliert.
Bei der in Bild 3.29 gezeigten plastischen Vergleichsdehnung in der
Schnittebene wird deutlich, dass die Dehnungslokalisierung mit zuneh-
mendem Neigungswinkel und steigendem Ho¨hen/Durchmesserverha¨ltnis
gro¨ßer wird. Die plastische Verformung findet bei der um 10◦ geneigten
9 mm x 6 mm-Probe nur noch in lokal begrenzten Bereichen statt. Auf-
fallend ist, dass der Grad der Verformungslokalisierung bei den Proben mit
einem h/d-Verha¨ltnis von 1:1,5 um ein Vielfaches gro¨ßer ist als bei den Pro-
ben mit identischen Durchmessern zu Probenho¨hen. Verha¨ltnisse bei der in
Bild 3.30 dargestellten maximalen Scherspannung belegen die Rechnungen,
dass die maximalen Scherspannungen erwartungsgema¨ß in den u¨ber die kur-
ze Probendiagonale verbundenen Ecken am gro¨ßten sind. Es wird ebenfalls
deutlich, dass der Bereich der maximalen Scherspannungen eindeutig in dem
Bereich des spa¨teren Scherbandes liegt. Mit zunehmender Probenho¨he steigt
die in den Probenecken vorliegende maximale Scherspannung. Dieser Effekt
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Bild 3.29: Plastische Vergleichsdehnungen in der Schnittebene bei unterschiedlichen
Probengeometrien, jeweils nach 25 % axialer Stauchung.
wird umso deutlicher, je gro¨ßer der Neigungswinkel der Proben ist. Beim Ver-
gleich von realen D/S-Versuchen mit den FEM-Ergebnissen fa¨llt auf, dass die
Proben einheitlicher Ho¨he, aber unterschiedlicher Winkel, ungefa¨hr bei der
gleichen maximalen Scherspannung versagen. Offensichtlich sind die in den
Ecken erreichten Scherspannungen versagensinitiierend. Auch die bei den
realen Versuchen auftretende sehr geringe Streuung der Versagenspunkte
(axiale Stauchung bis zum Einsetzen der adiabatischen Scherung) impliziert
einen spannungsgesteuerten Vorgang.
Die Pru¨fung von Druck/Scherproben bietet eine sehr gute Mo¨glichkeit, um
verschiedene Werkstoffe hinsichtlich ihrer Scherneigung zu klassifizieren. Ein
direkter Zusammenhang zwischen den Ergebnisse von D/S-Versuchen mit
der sich beim Hochgeschwindigkeitspanen einstellenden Spanform wurde be-
reits nachgewiesen [1, 90].
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Bild 3.30: Maximale Scherspannungen in der Schnittebene bei unterschiedlichen Pro-
bengeometrien, jeweils nach 25 % axialer Stauchung.
3.3 Wellentheoretische Probleme
Einen sehr guten U¨berblick u¨ber die nachfolgend kurz beschriebenen Schwie-
rigkeiten, die sich bei hohen Belastungsgeschwindigkeiten durch das Auftre-
ten von Welleneffekten ergeben, gibt [91]. Wird eine externe Kraft auf einen
Ko¨rper aufgebracht, kann, wenn dies langsam erfolgt, davon ausgegangen
werden, dass dies in einem statischen Gleichgewicht erfolgt. Erfolgt die Last-
aufbringung jedoch sehr schnell, spielen Welleneffekte eine bedeutende Rolle.
In Bild 3.31 sind diese Verha¨ltnisse schematisch zusammengefasst und ver-
einfacht fu¨r einen idealisierten Bereich von Atomen gezeigt. In Bild 3.31 a)
ist die langsame Belastung dargestellt. Der gesamte Ko¨rper befindet sich in
einem statischen Gleichgewicht und es ist mo¨glich, mit Hilfe der klassischen
Kontinuumsmechanik die Spannung zwischen den beiden Ebenen A und B
zu berechnen. Diese Spannung ist in dem Ko¨rper u¨berall gleich groß. Wenn
die Belastung jedoch sehr schnell erfolgt, Bild 3.31 b), wird die Spannung
nicht mehr sofort zwischen den beiden Ebenen A und B gleich groß sein.
Die Spannungen und Dehnungen werden mit einer werkstoffspezifischen Ge-
schwindigkeit an die Nachbaratome weitergegeben. Die Ebene B hat zur
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Bild 3.31: Schematische Darstellung von Atomebenen bei statischen und dynamischen
Prozessen [91].
betrachteten Zeit t noch keine Information u¨ber die links aufgebrachte Kraft
F . Auch bei den quasistatischen Belastungen erfolgt die ”Weiterleitung”
der Spannung von Atom zu Atom. Lediglich der betrachtete Zeitrahmen
fu¨hrt zu der Interpretation des Vorgangs als statischer Prozess. Der Grund,
warum die Spannung nicht sofort an den Nachbarn weitergeleitet wird, liegt
in den Eigenschwingungen der Atome begru¨ndet, die ca. 1013 Schwingun-
gen/s vollfu¨hren. Wenn also eine Kraft von links aufgebracht wird, tritt eine
Verzo¨gerung von Atom zu Atom auf, die im statistischem Mittel der Peri-
odendauer einer Atomschwingung entspricht, also ≈ 10−13 s−1. Bei Kurz-
zeitereignissen muss dem Wellenausbreitungscharakter einer Spannung bzw.
Verformung Rechnung getragen werden. Grundsa¨tzlich treten in der hoch-
dynamischen Werkstoffpru¨fung verschiedene Arten von Wellen auf. Es wird
zwischen Longitudinalwellen, Transversalwellen (od. Scherwellen), Biegewel-
len und Oberfla¨chenwellen (Rayleighwellen) unterschieden. Aufgrund einer
vorhandenen Querabha¨ngigkeit u¨ber die Querkontraktionszahl ν (ν ≈ 0, 3)
bei Metallen treten reine Longitudinalwellen bei der Werkstoffpru¨fung nicht
allein, sondern immer in Begleitung von Transversalwellen auf. Die Wellen-
geschwindigkeit einer Transversalwelle betra¨gt ca. 0, 5 ·cl, d.h. Longitudinal-
und Transversalwellen breiten sich mit unterschiedlichen Geschwindigkeiten
aus. Das fu¨hrt zu unerwu¨nschten Dispersionseffekten, die das Messergeb-
nis verfa¨lschen ko¨nnen. Die Wellenausbreitungsgeschwindigkeit einer Lon-






Die Wellenausbreitungsgeschwindigkeit spielt bei den beiden im Rahmen der
Arbeit neu entwickelten Messaufbauten eine wesentliche Rolle. Beim Warm-
zughopkinson und der Hochgeschwindigkeitstorsionsmaschine wird die in den
Wellenleiter hineingeleitete Welle zur Spannungsmessung benutzt. Das al-
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lein wu¨rde auch mit einer kurzen Stange von ca. 300 mm mo¨glich sein.
Um aber ein Messsignal zu erhalten, das nicht von der reflektierten Welle
gesto¨rt wird, muss die Welle sich solange ”totlaufen”, bevor sie zur Mess-
stelle zuru¨ckla¨uft, bis der gesamte Versuch und damit die Messung abge-
schlossen ist. Auch bei der Ankopplung des Wellenleiters an die eigentliche
Probe mu¨ssen die Welleneffekte beru¨cksichtigt werden. So sollte der Impe-
danzsprung an der Verbindungsstelle mo¨glichst null sein, um eine komplette
Einkopplung der Welle ohne Reflexionen zu erreichen. Diese beiden Bei-
spiele machen deutlich, dass bei hochdynamischen Werkstoffpru¨fungen die
auftretenden Welleneffekte beru¨cksichtigt werden mu¨ssen, um verla¨ssliche
und reproduzierbare Messmethoden zu entwickeln.
4 Versuchsergebnisse
Fu¨r die nachfolgend in diesem Kapitel dargestellten Versuchsergebnisse wur-
den die unter Kapitel 3 vorgestellten Messaufbauten genutzt. Im Rah-
men dieser Arbeit wurden Untersuchungen an zwei Sta¨hlen durchgefu¨hrt.
Der Stahl C45E (Werkstoffnummer 1.1191) ist ein klassischer unlegierter
Vergu¨tungsstahl. Er findet Anwendung als Stahl mit erho¨htem Reinheitsgrad
fu¨r mittlere Beanspruchungen in Motoren, Maschinen und Apparaturen. Der
untersuchte Werkstoff lag im normalgeglu¨hten Zustand mit einem ferritisch-
perlitischen Gefu¨ge vor, Bild 4.1 a). Die ermittelte chemische Zusammen-
Bild 4.1: Darstellung der Gefu¨ge der Sta¨hle a) C45E und b) 40CrMnMo7.
setzung ist in Bild 4.2 dargestellt. Der zweite untersuchte Werkstoff ist der
Stahl 40CrMnMo7 (Werkstoffnummer 1.2311). Dabei handelt es sich um
einen legierten Werkzeugstahl, der sowohl fu¨r Kalt- als auch fu¨r Warmarbeit
eingesetzt werden kann. Typische Anwendungsfa¨lle fu¨r diesen Werkstoff sind
Spritzgussformen, Matrizenhalter oder beheizte Zwischenbu¨chsen in Strang-
und Rohrpressen. Der Werkstoff lag im vergu¨teten Zustand vor, Bild 4.1 b)
und wurde nach dem Ha¨rten bei 650 ◦C / 1 h angelassen (33HRC). Die
chemische Zusammensetzung ist in Bild 4.2 gezeigt. Das folgende Kapitel
ist in zwei Unterabschnitte unterteilt, um die mechanischen Werkstoffunter-
suchungen von den Spanergebnissen zu trennen. Die mechanischen Unter-
suchungen bilden die Grundlage fu¨r die in Kapitel 5 aufgestellten Werkstoff-
modelle bzw. konstitutiven Gleichungen. Die Spanergebnisse werden zum
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Elementgehalt  
in Gew.% C45E (1.1191) 40CrMnMo7 (1.2311)
C 0,44 0,40 
Si 0,37 0,31 
Mn 0,56 1,42 
P <0,035 <0,035 
S <0,035 <0,035 
Cr 0,26 1,87 
Mo 0,02 0,22 
Ni 0,08 - 
 
Bild 4.2: Chemische Zusammensetzung der Sta¨hle C45E und 40CrMnMo7.
Großteil dazu verwendet, die in Kapitel 6 durchgefu¨hrten numerischen Si-
mulationen hinsichtlich der Genauigkeit der Ergebnisse, wie z.B. der Schnitt-
kra¨fte, zu bewerten.
4.1 Mechanische Werkstoffkenndaten
4.1.1 Ergebnisse bei Zug-, Druck- und Torsionsbelastung
Bei der Vielzahl der durchgefu¨hrten Untersuchungen ist es unmo¨glich, al-
le gemessenen Fließkurven darzustellen. In diesem Abschnitt wird deshalb
die Entwicklung der Fließeigenschaften der beiden untersuchten Werkstof-
fe in Abha¨ngigkeit der Dehnungsgeschwindigkeit ε˙ und der Temperatur T
zusammenfassend erla¨utert. In Bild 4.3 sind die σ0,2-Fließspannungen fu¨r
Druck- und Zugbelastung fu¨r beide untersuchte Werkstoffe in Abha¨ngigkeit
von der Dehnungsgeschwindigkeit ε˙ bei RT dargestellt. Bei beiden Sta¨hlen
zeigt sich eine deutliche Zunahme der σ0,2-Fließgrenze mit steigender Be-
lastungsgeschwindigkeit. Beim Stahl 40CrMnMo7 liegt bei niedrigen Deh-
nungsgeschwindigkeiten nur ein geringer Zuwachs an Fließspannungen vor.
Der Verlauf der Mittelwertskurve wird mit steigender Dehnungsgeschwin-
digkeit zunehmend progressiv. Dagegen reagiert der Stahl C45E bereits im
niedrigen Dehnungsgeschwindigkeitsbereich mit einer progressiven Zunah-
me der Fließspannungen. Beim Vergleich der Zug- und Druckdaten wird bei
beiden Sta¨hlen ein ausgepra¨gter Unterschied zwischen den Zug- und Druck-
fließspannungen deutlich. Dieser SD-Effekt wurde bereits bei anderen Werk-
stoffen nachgewiesen, teilweise auch dehnungsgeschwindigkeits- und tem-
peraturabha¨ngig [92–96]. Er darf nicht mit einem Bauschinger-Effekt, der
eine Wechselverformung voraussetzt, verwechselt werden. Die metallphysi-
kalischen Ursachen fu¨r den dynamischen SD-Effekt sind noch weitestgehend
ungekla¨rt. In [95] wird vermutet, dass es zu einer nichtlinearen, elastischen
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Bild 4.3: Verlauf der Fließspannungen der Sta¨hle C45E und 40CrMnMo7 in Abha¨ngig-
keit von der Dehnungsgeschwindigkeit bei RT.
Wechselwirkung von Einschlu¨ssen mit Versetzungen kommt, die zu einem
geschwindigkeitsabha¨ngigen Unterschied fu¨hren. Andere Autoren, z.B. [93],
nennen auch fertigungsbedingte Texturen, die in Verbindung mit einer Ani-
sotropie der Bewegungsfa¨higkeit von Schraubenversetzungen unter Druck-
beanspruchung zu einem SD-Effekt fu¨hren, der erst bei erho¨hten Dehnungs-
geschwindigkeiten auftritt. Meyer und Hahn [97] vermuten einen Zusam-
menhang zwischen der dehnratenabha¨ngigen A¨nderung des Scherspannungs-
Normalspannungs-Verhaltens bei U¨berschreiten der Elastizita¨tsgrenze und
den Wechselwirkungen mit Versetzungen oder anderen Kristallbaufehlern
als Ursache fu¨r den dynamischen SD-Effekt.
Untersuchungen bei erho¨hten Temperaturen zeigen eine A¨nderung des
σ0,2 − ε˙−Verhaltens, insbesondere beim Stahl C45E. Die Dehnratenemp-
findlichkeit verschwindet bei hohen Temperaturen nahezu vollsta¨ndig. Beim
Stahl 40CrMnMo7 wird sie lediglich abgeschwa¨cht, Bild 4.4. Ebenfalls wird
deutlich, dass der bei RT stark ausgepra¨gte SD-Effekt bei beiden Sta¨hlen
zuru¨ckgeht bzw. nahezu vollsta¨ndig verschwindet.
Um die Werkstoffmodelle auf Dehnungsgeschwindigkeiten von 105 s−1 zu
erweitern, kann u¨ber das unter Kapitel 2.3 beschriebene Konzept der ther-
mischen Aktivierung aus Tieftemperaturversuchen u¨ber die Gleichung 2.8
auf Fließgrenzen bei sehr hohen Dehnungsgeschwindigkeiten geschlossen
werden. Bei gleichbleibender Aktivierungsenergie ∆G ist eine ”Austausch-
barkeit” von Temperaturen und Dehnungsgeschwindigkeiten gegeben, wenn
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Bild 4.4: Verlauf der Fließspannungen der Sta¨hle C45E und 40CrMnMo7 in Abha¨ngig-
keit von der Dehnungsgeschwindigkeit bei 600 ◦C .
vorausgesetzt wird, dass sich der Werkstoff bis zu diesen hohen Belastungs-
geschwindigkeiten thermisch aktiviert verha¨lt und keine Da¨mpfungseffekte
auftreten. Um zu kla¨ren, ob sich beide Sta¨hle bis zu diesen Geschwindigkei-
ten thermisch aktiviert verhalten, wurden Flyer-Plate-Versuche in die Aus-
wertung einbezogen. In den Bildern 4.5 und 4.6 ist die Fließspannung σ0,2
u¨ber der Aktivierungsenergie ∆G dargestellt.
Eingetragen sind alle RT-Versuche bei Druckbelastung, alle Druckversuche
bei tiefen Temperaturen und die Fließgrenzen aus den Flyer-Plate-Versuchen.
Als werkstoffabha¨ngiger Frequenzfaktor ε˙0 wurde bei beiden Sta¨hlen ein
Wert von 108 s−1 verwendet. In der Literatur werden fu¨r Sta¨hle Werte von
107 bis 108 s−1 angegeben. In beiden Bildern, Bild 4.5 und Bild 4.6, zeigt
sich eine gute U¨bereinstimmung der unterschiedlichen Ergebnisse zueinan-
der. Beide Sta¨hle zeigen den typischen degressiven Verlauf der Fließspan-
nungen mit zunehmender Aktivierungsenergie, und es ergibt sich eine einzi-
ge geschlossene Abha¨ngigkeit der 0,2-Fließspannungswerte von der Aktivie-
rungsenergie ∆G. Es kann also fu¨r beide Werkstoffe von einem thermisch
aktivierten Verhalten ausgegangen werden. Damit ist eine Umrechnung der
Tieftemperaturversuche auf RT bei einer erho¨hten Dehnungsgeschwindig-
keit zula¨ssig. Die Tieftemperaturdaten wurden gema¨ß Gleichung 2.8 auf RT
umgerechnet und in die unter Kapitel 5 vorgestellten Werkstoffmodelle in-
tegriert. Zusammen mit den umgerechneten Torsionsversuchen sind in den
Bildern 4.7 und 4.8 alle in das Werkstoffmodell eingebundenen RT-Versuche
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Bild 4.5: Verlauf der Fließspannungen u¨ber der Aktivierungsenergie ∆G fu¨r den Stahl
C45E.
(Druck, Torsion, Flyer-Plate, umgerechnete Tieftemperaturdruckversuche)
dargestellt.
Dadurch wurde es mo¨glich, Daten fu¨r die Simulation des Hochgeschwindig-
keitsspanens in einem weiten Dehnratenbereich von 10−4 s−1 bis 106 s−1 zur
Verfu¨gung zu stellen.
Bei einer genaueren Betrachtung der Druckdaten bei ε˙ ≈ 5 · 103 s−1
fa¨llt i.B. beim Stahl C45E auf, dass in diesem Geschwindigkeitsbereich ei-
ne Erho¨hung der Fließspannung auftritt, Bild 4.7. Dies ist vermutlich auf
Mess- bzw. Geometrieeffekte zuru¨ckzufu¨hren. Alle Versuche in diesem Dehn-
ratenbereich wurden in Hopkinsonaufbauten mit Proben durchgefu¨hrt, die
ein Ho¨hen/Durchmesserverha¨ltnis von eins hatten. Bei einer gescha¨tzten
plastischen Wellengeschwindigkeit von 1200 m/s ist die Zeit, bis die Pro-
be gleichma¨ßig plastifiziert wird, nicht mehr vernachla¨ssigbar gering und
beeinflusst die gemessene Fließspannung merklich. Erfahrungsgema¨ß muss
die plastische Welle die Probe mindestens drei mal durchlaufen, bis eine
homogene Plastifizierung vorliegt. Bei einer Probenho¨he von 4 mm und ei-
ner plastischen Wellengeschwindigkeit von 1200 m/s wird dafu¨r eine Zeit
von 20 µs beno¨tigt. Um die Probe mit einer Dehnungsgeschwindigkeit von
ε˙ ≈ 5 · 103 s−1 zu belasten, ist eine anfa¨ngliche Pru¨fgeschwindigkeit von
20 m/s notwendig. Wird diese Geschwindigkeit als konstant angenommen,
wird wa¨hrend der Zeit von 20 µs, in der sich die plastische Verformung homo-
genisiert, ein Differenzweg von 0,2 mm zuru¨ckgelegt, was einer Stauchung
von ca. 5 % entspricht. Dies fu¨hrt zu der Vermutung, dass sich die Probe
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Bild 4.6: Verlauf der Fließspannungen u¨ber der Aktivierungsenergie ∆G fu¨r den Stahl
40CrMnMo7.
anfa¨nglich u¨ber der La¨nge inhomogen verformt. Diese Aussage wird gestu¨tzt
durch die Beobachtung von leicht kegelstumpffo¨rmigen Druckprobenformen
nach schnellen Stauchungen ”zu langer” zylindrischer Druckproben. Es ist
nicht auszuschließen, dass dies, in Verbindung mit Schwingungseffekten der
verwendeten Messtechnik, die Ursache fu¨r die ha¨ufig in der Literatur ge-
fundenen Da¨mpfungseffekte ist. Mit den Flyer-Plate-Versuchen konnten je-
doch bis 106 s−1 keine Da¨mpfungseffekte nachgewiesen werden. Aussagen
zu mo¨glichen Da¨mpfungseffekten bei noch ho¨heren Dehnungsgeschwindig-
keiten sind nicht mo¨glich.
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Dehnungsgeschwindigkeit   [1/s]



















Druck, umgerechnet über thermische Aktivierung
Flyer-Plate-Versuche
Torsionsversuche (Vergleichspannung)
Bild 4.7: Fließspannungsverlauf u¨ber der Dehnungsgeschwindigkeit fu¨r den Stahl
C45E.
Dehnungsgeschwindigkeit   [1/s]


















Druck, umgerechnet über thermische Aktivierung
Flyer-Plate-Versuche
Torsionsversuche (Vergleichspannung)
Bild 4.8: Fließspannungsverlauf u¨ber der Dehnungsgeschwindigkeit fu¨r den Stahl
40CrMnMo7.
72 KAPITEL 4. VERSUCHSERGEBNISSE
4.1.2 Ergebnisse der Druck/Scherversuche und Korrelation
mit der Spanform
Wie bereits unter Kapitel 3.2 genannt, konnte eine eindeutige Korrelati-
on zwischen dem Versagensverhalten eines Werkstoffes und der sich beim
Hochgeschwindigkeitsspanen einstellenden Spanformen nachgewiesen wer-
den. Diese Arbeiten erfolgten in enger Zusammenarbeit mit dem Lehrstuhl
fu¨r Physikalische Metallkunde und dem Institut fu¨r Produktionsmanagement,
Technologie und Werkzeugmaschinen der Technischen Universita¨t Darm-
stadt. Die Ergebnisse sind bereits in [90] eingeflossen, wo ein Gefu¨geeinfluss
auf die sich bildende Spanform mit Hilfe von Druck/Scherversuchen an Alu-
miniumlegierungen vom Typ 7075 und 7050 nachgewiesen werden konnte.
Die gemeinsam durchgefu¨hrten Untersuchungen am Stahl 40CrMnMo7 sol-
len nachfolgend zusammenfassend dargestellt werden. In [90] wurde darge-
stellt, dass der weichgeglu¨hte Zustand im Gegensatz zum geha¨rteten Zu-
stand wa¨hrend des Versuches nicht durch adiabatische Scherbandbildung
versagt. Der weichgeglu¨hte Zustand la¨sst sich homogen bis zum Ende des
Druck/Scherversuches stauchen, ohne dass ein Versagen durch adiabatische
Scherbandbildung eintritt. Auch bei einer weiteren Steigerung des Scher-
anteils tritt kein adiabatisches Scheren auf. Dagegen versagt der geha¨rtete
Zustand bereits nach ca. 10 % axialer Stauchung unter reiner Druckbean-
spruchung durch adiabatische Scherung. Der geha¨rtete Zustand bildet beim
Spanen sehr stark segmentierte Spa¨ne durch die Ausbildung von adiaba-
tischen Scherba¨ndern. Der Werkstoff im weichgeglu¨hten Zustand dagegen
bildet unsegmentierte Fließspa¨ne aus. Dies korreliert mit den Ergebnissen
der Druck/Scherversuche. Bei der Anwendung dieser Erkenntnisse auf die
beiden untersuchten Sta¨hle C45E und 40CrMnMo7 zeigt sich das in Bild
4.9 dargestellte Verhalten. Der Stahl C45E scherte in keiner Belastungskon-
figuration (verschiedene Neigungswinkel, Probenho¨he, Belastungsgeschwin-
digkeit). Im Vorgriff auf die unter Kapitel 4.2 dargestellten Spanergebnisse
wird deutlich, dass der Stahl C45E kontinuierliche Fließspa¨ne bildet, die
keine Anzeichen von adiabatischer Scherbandbildung zeigen, Bild 4.9. Le-
diglich bei unrealistisch hohen Spanungsdicken von mehr als 1 mm bilden
sich beim Spanen segmentierte Spa¨ne, die aber nicht allein in einer Scher-
bandbildung ihre Ursache haben. Der Stahl 40CrMnMo7 bildet dagegen im-
mer segmentierte Spa¨ne. Ein Vergleich mit den Druck/Scherergebnissen,
Bild 4.9, zeigt, dass dieser Werkstoff bei den gewa¨hlten Randbedingungen
durch adiabatische Scherbandbildung versagt. Mit zusa¨tzlicher Kenntnis der
in [90] dargestellten Ergebnisse la¨sst sich ableiten, dass ein direkter Zu-
sammenhang zwischen der Scherneigung eines Werkstoffes und der Span-
form beim Hochgeschwindigkeitsspanen besteht. Dies ist mo¨glich, obwohl
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Bild 4.9: Vergleich des Versagensverhaltens im Druck/Scherversuch mit der Spanform.
deutliche Unterschiede bei den Spannungszusta¨nden im Span und in der
Druck/Scherprobe vorliegen. Der Scherspannungsanteil beim Spanen ist viel
gro¨ßer als im Druck/Scherversuch. Wie unter Kapitel 3.2 ausgefu¨hrt, ist
der Druck/Scherversuch in der Lage, eine Performanceanalyse verschiedener
Werkstoffe oder Werkstoffzusta¨nde hinsichtlich der ”Anfa¨lligkeit” fu¨r adia-
batische Scherbandbildung zu liefern, die dann offensichtlich direkt mit der
sich einstellenden Spanform korreliert.
4.1.3 Fließortkurven
Mit Hilfe der in Kapitel 3.1.4 vorgestellten Messtechnik wurden fu¨r die
beiden untersuchten Werkstoffe die Fließorte bei unterschiedlichen Deh-
nungsgeschwindigkeiten ermittelt. Dafu¨r wurde gezielt der γ/ε-Pfad vari-
iert. Alle nachfolgend gezeigten Fließortkurven sind im τ/σ- und nicht in
der σ/σ-Ebene dargestellt. Die Dehnungsgeschwindigkeit wurde zwischen
ε˙ = 10−4 s−1 und 350 s−1 variiert. Bis zu einer Dehnungsgeschwindigkeit
von ε˙ ≈ 1 s−1 konnte die hydraulische biaxiale Zug-Druck/Torsionspru¨fma-
schine verwendet werden. Bei den hohen Belastungsgeschwindigkeiten von
ε˙ ≈ 350 s−1 wurde der Zug/Torsionshopkinsonbar eingesetzt. Deshalb
konnte bei hohen Dehnraten nur der erste Quadrant durch Messdaten abge-
deckt werden. Die Erweiterung auf eine komplette Fließfla¨che musste durch
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das Spiegeln der Fließortkurve in die anderen Quadranten erfolgen. Dies
fu¨hrt allerdings zu einer falschen Bewertung der Fließortkurven, wenn es, z.B.
durch den SD-Effekt, zu einer Verschiebung des Mittelpunktes der Fließellip-
se kommt. Aus diesem Grund wurde die ermittelte dynamische Druckfließ-
spannung ebenfalls in die Bestimmung der Ellipse einbezogen. Wenn eine
Verschiebung der Fließellipse in den Druckspannungsbereich nicht beru¨ck-
sichtigt wird, kommt es bei der Ermittlung des Anstrengungsparameters a
zu Verfa¨lschungen. Die verwendete Messtechnik erlaubt lediglich Versuche
bei RT, so dass der Einfluss einer erho¨hten Temperatur nicht bewertet wer-
den kann und nur Aussagen zur Entwicklung der Fließortkurve bei erho¨hten
Dehnungsgeschwindigkeiten getroffen werden ko¨nnen. Ausfu¨hrliche Untersu-
chungen wurden am Stahl 40CrMnMo7 vorgenommen und die Fließortkurven
bei unterschiedlichen Belastungsgeschwindigkeiten ermittelt. Am Stahl C45E
wurden im weiteren Verlauf nur stichprobenartige Versuche durchgefu¨hrt, da
das mehrachsige Verhalten der beiden Sta¨hle tendenziell nahezu identisch
ist. Diese Untersuchungen wurden nicht intensiviert, da nach Abschluss der
Fließortermittlung am Stahl 40CrMnMo7 und ersten Testrechnungen deut-
lich wurde, dass sich das komplexe biaxiale Verhalten nicht in die Simulation
integrieren la¨sst. Die Schnittstelle des verwendeten Simulationssystems la¨sst
andere Implementierungen nicht zu. Auch die Verfestigung la¨sst sich nur
entweder isotrop oder kinematisch beschreiben. Von Meyer und Hahn [97]
wurde eine Gleichung vorgeschlagen, welche die dehnungsgeschwindigkeits-
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Dabei ist a der Anstrengungsparameter, b1, b2, c1 und σv1 sind
werkstoffabha¨ngige Parameter. Der Parameter a wird von Meyer und Hahn
fu¨r einen Einsatzstahl mit a = 3,15 angegeben. Exemplarisch sind die am
Stahl 40CrMnMo7 ermittelten Fließortkurven bei unterschiedlichen Deh-
nungsgeschwindigkeiten im Bild 4.10 gezeigt. Diese elliptischen Fließort-
kurven wurden u¨ber eine nichtlineare Regressionsanalyse ermittelt, wobei
alle Versuche gleich gewichtet waren. Analog zu [97] nimmt mit zuneh-
mender Belastungsgeschwindigkeit die Aufweitung der Fließortkurve zu und
der Mittelpunkt der Ellipse verschiebt sich leicht in Richtung der Drucknor-
malspannung. Dieses Verhalten wird in seiner Ursache dem einachsig ein-
deutig festgestellten dynamischen SD-Effekt (Strength-Differential-Effect)
zugeschrieben, der sich sehr wahrscheinlich auch im biaxialen Belastungs-
fall auswirken wird. Durch die leichte Verschiebung der Fließortkurve in den
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Bild 4.10: Fließorte des Stahls 40CrMnMo7.
Drucknormalspannungsbereich ist es nicht mo¨glich, einen Anstrengungspa-
rameter a anzugeben, der gleichermaßen fu¨r den ersten und den vierten
Quadranten, also fu¨r Zug-Torsion und Druck-Torsion, gilt. Es ist demzufolge
nicht mo¨glich, aus reinen Torsionsversuchen u¨ber eine Vergleichsspannung
auf eine einachsige Belastung umzurechnen, da die Lo¨sung entweder der
Zug- oder der Druckfließspannung angepasst sein muss. Abgesehen von die-
sen Schwierigkeiten sind die Vergleichsspannungshypothesen nach v. Mises
und Tresca fu¨r eine Verwendung bei ho¨heren plastischen Verformungen nicht
vorgesehen. Sie du¨rfen nicht fu¨r die Umrechnung ganzer Torsionsfließkurven
in eine Vergleichsspannung, sondern lediglich fu¨r den elastisch-plastischen
U¨bergang Anwendung finden. In Ermangelung einer anderen Mo¨glichkeit
wird diese Umrechnung trotzdem sehr ha¨ufig angewendet, besonders in der
Umformtechnik, bei der Fließspannungen bei großen plastischen Verformun-
gen beno¨tigt werden [75]. Um Fließkennwerte bei hohen plastischen Deh-
nungen ϕ > 3, wie sie fu¨r die Simulation des Hochgeschwindigkeitsspanens
notwendig sind, in das Werkstoffmodell zu integrieren, wurde dementspre-
chend eine Umrechnung in eine Vergleichsspannung vorgenommen. Aufbau-
end auf die gezeigten Ergebnisse wurden die dynamischen Hochtemperatur-
Torsionsergebnisse gema¨ß Gleichung 3.19 mit a = 3,22 umgerechnet, was
eine gute U¨bereinstimmung mit den im Druckversuch ermittelten Fließkur-
ven ergab, Bild 3.9.
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4.2 Spanergebnisse
4.2.1 Gestoppte Spanversuche und Ermittlung der Schnitt-
kraft
Als Ausgangsbasis fu¨r die entwickelte Quickstopp-Vorrichtung dient ein vor-
handenes Rotationsschlagwerk (RSW), das fu¨r das Zerreißen von Zugpro-
ben bei hohen Geschwindigkeiten bis 50 m/s bzw. fu¨r Hochtemperatur-
/Hochgeschwindigkeits-Zugversuche eingesetzt wird. Zum Versta¨ndnis der
Problematik ist es notwendig, den Mechanismus des RSW kurz zu erla¨utern.
Eine Schwungscheibe (m = 220 kg) wird zum Rotieren gebracht. An der
Scheibe ist eine Vorrichtung befestigt, die als Schlagkralle bezeichnet wird
und die per Steuerimpuls aus einem arretierten Zustand durch die Flieh-
kraft innerhalb einer halben Scheibenumdrehung ausgeklappt werden kann.
Die Kralle wird erst beim Erreichen der gewu¨nschten Rotationsgeschwindig-
keit (=Pru¨fgeschwindigkeit) gelo¨st und nimmt bei der folgenden Umdrehung
das vor dem Rad befindliche, am unteren Probenende befestigte Querhaupt
(Joch) mit, so dass die Zugprobe schlagartig bis zum Bruch verformt wird.
Eine Kraftmessung wird je nach Art der Probe bzw. des Versuches direkt (an
der Probe) oder indirekt (an einem separaten Kraftmessglied) durchgefu¨hrt










Bild 4.11: Schematischer Aufbau des Rotationsschlagwerkes.
Fu¨r die Durchfu¨hrung der gestoppten Spanversuche wird die Rotationsbewe-
gung der Schwungscheibe als Schnittbewegung fu¨r ein Werkzeug genutzt.
Fu¨r die Unterbrechung des Spanungsvorgangs wird das Aufschlagen der Kral-
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le auf das Joch genutzt. Von diesen Erkenntnissen ausgehend, war die vor-
handene Schlagkralle so zu modifizieren, dass es mo¨glich war, sie zusa¨tzlich
als Werkzeugtra¨ger bzw. Plattenhalter zu nutzen. Des Weiteren war eine
Probenform zu entwickeln, die einerseits einen definierten Zerspanvorgang
und andererseits die Mo¨glichkeit seiner Unterbrechung durch das Aufschla-
gen der Kralle auf das Joch im richtigen Zeitpunkt gestattet, ohne dass es
zum Abreißen der Spa¨ne bzw. zur Deformation der Spanwurzel kommt.
Da spanungstechnisch der Orthogonalschnitt wegen seiner hohen Aussage-
kraft fu¨r die geplanten Modellierungen realisiert werden sollte, wurde die
Schlagkralle so umgebaut (Bild 4.12), dass sie zwei Wendeschneidplatten
Bild 4.12: Seiten- und Frontansicht der eingesetzten Spankralle.
aufnehmen konnte. Zwei Platten kommen zum Einsatz, damit die Probe
wa¨hrend des Spanungsvorgangs nicht unsymmetrisch (zur Probenla¨ngsach-
se) belastet wird. Die lochfreien Wendeschneidplatten aus Hartmetall P30
wurden mit einem Spanwinkel γ von 0 Grad und einem Freiwinkel α von
6 Grad versehen. Der Schneidkantenradius betra¨gt ca. 0,01 mm. Die Wende-
schneidplatten, klemmbar mittels Spannschrauben, sind quer zur Probenach-
se verschiebbar angeordnet, was eine gezielte Variation der Spanungsdicke
bei konstanter Probenform mo¨glich macht. Fu¨r die gestoppten Spanversuche
wurde zuna¨chst die obere im Bild 4.13 gezeigte Probenform entwickelt. Sie
entha¨lt zwei Spanbereiche, die symmetrisch zur La¨ngsachse angeordnet sind.
Aus den verwendeten Maßen resultiert eine konstante Spanungsbreite von
2,5 mm. Fu¨r die Variation der Spanungsdicke durch die seitliche Verschie-
bung der Wendeschneidplatten ist Platz vorgesehen. Die Probe entha¨lt einen
geschwa¨chten Querschnitt, der bei elastischer Verformung eine Schnittkraft-
messung wa¨hrend des Zerspanungsvorgangs ermo¨glichen soll. Des Weiteren
wirkt der geringe Querschnitt als Sollbruchstelle. Das Gewinde auf der linken
Probenseite dient zur Probenbefestigung, wa¨hrend rechts das Joch aufge-
schraubt wird. Zur Verdeutlichung des Versuchsablaufs wurde die Kinematik
modelliert, Bild 4.14:

















































Bild 4.13: Probenform fu¨r Quickstopp-Versuche: oben die erste Probengeneration mit
variabler Schnittla¨nge X5, unten die optimierte Form.
• a) Nach dem Erreichen der Versuchsgeschwindigkeit wird durch einen
Steuerimpuls die Kralle ausgeklappt und bewegt sich auf die Probe zu.
• b) Die Kralle mit den Schneiden erreicht die Probenkante und der Span-
vorgang beginnt.
• c) Die Krallenunterseite schla¨gt auf das Joch und nimmt das Joch mit.
Damit wird der Zerspanungsvorgang schlagartig beendet. Die Probe
beginnt sich zu la¨ngen.
• d) Innerhalb von weniger als 0,01 ms ist das Werkzeug außer Eingriff
gebracht und der Versuch ist beendet. Dies konnte durch Hochgeschwin-
digkeitsaufnahmen besta¨tigt werden.
Von wesentlicher Bedeutung fu¨r die Realita¨tsna¨he des eingefrorenen Zustan-
des eines Spanes ist die Stoppzeit. Um diese zu minimieren, ist es erforderlich,
die Vorga¨nge, die sich wa¨hrend des Abbremsvorgangs ereignen, zu analysie-
ren. Die Schneiden der Spankralle schlagen mit einer Schnittgeschwindigkeit,
die der Umfangsgeschwindigkeit des Rotationsschlagwerkes entspricht, auf
die Probe. Der wa¨hrend des Schnittvorgangs infolge der Schnittkraft (Reak-
tionsdrehmoment) auftretende Abfall der Umfangsgeschwindigkeit ist wegen
der hohen Drehtra¨gheit und den geringen Kra¨ften (< 5 kN) vernachla¨ssig-
bar klein. Mit dem Aufschlagen der Krallenfinger auf das Joch (nach dem
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a) t < t0 b) t = t0
c) t = t1 d) t = t2
Bild 4.14: Schematischer Ablauf eines gestoppten Spanversuches.
Spanungsvorgang beginnen die Krallenfinger das Joch zu beschleunigen, bis
es die Umfangsgeschwindigkeit erreicht) entstehen im Einzelnen folgende
Vorga¨nge:
• Die Probe beginnt sich durch die Zugkraft (Bild 4.15) elastisch in La¨ngs-
richtung zu verformen (Das gilt fu¨r die gesamte Probe. Die anschlie-
ßende plastische Verformung erfolgt nur in der Sollbruchstelle.).
• Die Reaktionskraft verformt die Spankralle elastisch (Bild 4.15).
• Das Reaktionsdrehmoment reduziert die momentane Umfangsgeschwin-
digkeit des RSW.
Die Reduzierung der Umfangsgeschwindigkeit du¨rfte jedoch bei den verwen-
deten Probenabmessungen sehr klein sein und sich weder auf den Nennwert
der Schnittgeschwindigkeit noch auf den Bremsweg nennenswert auswirken.
Wa¨ren die Spankralle und die Probe (bis auf die Sollbruchstelle und den










 durch die Reaktionskraft
Zugkraft
Bild 4.15: U¨berho¨ht dargestellte elastische Verformungen der Spankralle beim
Quickstopp-Versuch (schematisch).
Spanbereich) unendlich steif, ko¨nnte es zu keinem unerwu¨nschten Bremsweg
kommen, da keine Relativbewegung zwischen Schneide und Span wa¨hrend
des Abrissvorgangs mo¨glich wa¨re. Die Dauer des Abrissvorganges wa¨re da-
bei von der Probenmasse unterhalb der Sollbruchstelle, vom Probenquer-
schnitt und von Werkstoffparametern abha¨ngig. Die verbrauchte Energie
wu¨rde lediglich zu einer geringen Drehzahlabsenkung des RSW fu¨hren. Be-
dingt durch die endliche Steifigkeit des Probe kommt es jedoch sowohl zu
einer Stauchung der Spankralle als auch zu einer Probenla¨ngung wa¨hrend
des Beschleunigungsvorganges des Jochs. Die Stauchung in der Spankralle
und die Probenla¨ngung im Bereich unterhalb der Werkzeugschneide fu¨hren
zu einer Relativbewegung zwischen Schneide und Spanstelle. Wa¨hrend die-
ser Relativbewegung sinkt die Geschwindigkeit der Schneide geringfu¨gig ab
und die Spanprobe wird beschleunigt. Damit steigt die Probengeschwindig-
keit v1 an der Wirkstelle mit zunehmender Zeit an. Aus dem Erreichen der
Schneidengeschwindigkeit v2 durch die Spanprobe resultiert die Bremszeit
(Bild 4.16, oben). Die wirksame Schnittgeschwindigkeit resultiert aus der
Differenz der Geschwindigkeiten von v2 und v1 (Bild 4.16, in der Mitte).
Der Geschwindigkeitsverlauf (nichtlinear) bestimmt den Bremsweg als Rela-
tivweg zwischen Schneidenweg und Probenweg. Dieser Bremsweg berechnet
sich als Summe aller Produkte aus der momentanen Schnittgeschwindig-
keit vci multipliziert mit dem dazugeho¨rigen Zeitintervall (Bild 4.16, unten).
Aus diesen allgemeinen U¨berlegungen folgt, dass die Abbremszeit verringert
werden kann, wenn die Joch- und Probenmasse, die beschleunigt werden
muss, mo¨glichst gering sind und die Sollbruchstelle maximal geschwa¨cht
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ausgelegt wird. Dabei kann diese so konstruiert werden, dass sie sich be-
reits elastisch verformt, wenn noch gespant wird. Weiterhin wirkt sich eine
Erho¨hung der Steifigkeit der Kralle und der des unteren Probenteiles positiv
aus. Eine rein analytische Ermittlung des Bremsweges bzw. der Bremszeit






















U      Umfangsgeschwindigkeit des RSO
v1  Probengeschwindigkeit 
v2  Schneidengeschwindigkeit 
tB      Bremszeit
B weg  Bremsweg
B weg
v1
Bild 4.16: Geschwindigkeiten und Wege beim Quickstopp-Versuch.
ist nicht ohne Weiteres mo¨glich. Die alleinige Nutzung des Kraftsignales zur
Bestimmung der Abbremszeit, dessen Aufzeichnung wa¨hrend des Versuches
mo¨glich ist, ist unsicher, da mit dem steilen Kraftanstieg zwar der Beginn
der Schnittunterbrechung, nicht aber dessen Ende detektierbar ist.
Aus diesem Grund wurden unter Verwendung eines explizit rechnenden Hy-
drocodes der Stoppvorgang mit Hilfe einer 3D-FEM-Rechnung analysiert.
In Bild 4.17 sind die Geschwindigkeiten der Spitze der Wendeschneidplatte
und des Spanwurzelpunktes miteinander verglichen. Wenn diese beiden Ge-
schwindigkeiten identisch sind, ist die Realativbewegung zischen der Wende-
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schneidplatte und der Spanprobe null und der Schnittvorgang unterbrochen.
Es wird deutlich, dass bereits nach 0,01 ms die beiden Punkte nahezu iden-
tische Geschwindigkeiten haben und damit die Stoppzeit sehr klein ist und
eine Beeinflussung der Spanwurzel durch ein ”Nachdru¨cken” des Werkzeu-
ges auf einen Weg von 0,07 mm beschra¨nkt ist, siehe Bild 4.17 rechts.
Die Optimierung der in Bild 4.13 unten dargestellten Spanprobe erfolgte
Bild 4.17: Geschwindigkeiten der Wendeschneidplattenspitze und des Spanwurzel-
punktes sowie des Differenzweges aus einer FE-Simulation.
mit Hilfe der FEM hinsichtlich der Minimierung der Stoppzeiten sowie der
Kraftmessung und der Eigenfrequenzen, die mo¨glichst hoch sein sollten, um
langwellige Schwingungen bei der Messung der Zerspankra¨fte zu vermeiden.
Neben den spa¨ter vorgestellten metallographischen Untersuchungen der
Spanwurzeln wurde zur Verifikation der FEM-Simulationen Messungen zum
Schnittkraftverhalten durchgefu¨hrt. Bild 4.18 zeigt den gemessenen Schnitt-
kraftverlauf, die verwendeten Versuchsproben und schematisch die realisier-
te Signalverarbeitung. Der Spanungsvorgang erfolgt im Orthogonalschnitt.
Die Werkzeugschneide trifft mit hoher Geschwindigkeit auf die Versuchs-
probe auf, schneidet aber wegen der Probenform nicht mit voller Spa-
nungsdicke an, damit der Eintrittsstoß geda¨mpft wird. U¨ber einen Schnitt-
weg von ca. 5 − 7 mm ist die realisierte Spanungsdicke nahezu konstant,
was sich auch im Signalverlauf widerspiegelt. Der Eintrittsstoß fu¨hrt jedoch
erwartungsgema¨ß dazu, dass das Signal von einer Schwingung u¨berlagert
wird, die mit zunehmender Schnittzeit ausklingt. Beim schlagartigen Ver-
suchsabbruch durch die Schnellstoppeinrichtung kommt es zu einem schnel-
len Signalanstieg, der aus dem beginnenden Zerreißvorgang der Versuchspro-
be entsteht und nicht mehr dem Spankraftsignal zugeordnet werden kann.
Die Signalerzeugung und -verarbeitung erfolgt wie im oberen Bildteil darge-






















Schnittgeschwindigkeit : 600 m/min
Werkstoff : C45E
Gesamt-Spanungsdicke : 0,42 mm

































Bild 4.18: Schnittkraftmessung beim Quickstopp-Versuch.
tung zu einer Wheatstoneschen Halbbru¨cke verschaltet. Die erforderliche
Signalvorversta¨rkung (200fach) wird mit einem Signalvorversta¨rker Tektro-
nix AM 502 erzielt. Als Aufnahmegera¨t dient ein digitales Speicheroszillo-
skop. Bei den zuna¨chst ausschließlich am Stahl C45E durchgefu¨hrten ge-
stoppten Spanversuchen zeigt sich, dass die Spanungsdicke einen großen
Einfluss auf die sich bildende Spanform hat. Bei großen Spanungsdicken
> 1 mm bildeten sich bereits bei relativ niedrigen Schnittgeschwindigkeiten
segmentierte Spa¨ne. In Bild 4.19 sind zwei durch einen Quickstopp-Versuch
erhaltene Spa¨ne vergleichend dargestellt. Es wird deutlich, dass bei hohen
Spanungsdicken eine Segmentierung des Spans einsetzt. Bei einem Versuch
mit einer Schnittgeschwindigkeit von 2400 m/min und einer Spanungsdicke
von ca. 1,1 mm konnte ein Versuch so exakt gestoppt werden, dass der Zu-
stand in der prima¨ren Scherzone ohne die sich anschließende Segmentierung
”eingefroren” wurde (Bild 4.20). In diesen Gefu¨gebildern sind im Bereich der
Spanwurzel Scherverformungen und der Beginn einer Spansegmentierung er-
kennbar. Im Bereich der sich unmittelbar vor dem Werkzeug befindlichen
Scherzone sind teilweise sehr große Verformungen zu erkennen. Hinweise
auf eine beginnende adiabatische Scherbandbildung lassen sich in unmittel-
barer Na¨he des Mikrorisses finden. Die Verformungen sind jedoch bei weitem
nicht so groß wie beim Werkzeugstahl 40CrMnMo7, der durch adiabatische
Scherbandbildung stark segmentiert (Bild 4.23). Beim Stahl C45E kommt
es dagegen nicht zu einer Spansegmentierung durch lokales adiabatisches









Bild 4.19: Durch einen Quickstopp-Versuch erzeugte Spa¨ne des Stahls C45E.
Bild 4.20: Durch einen Quickstopp-Versuch erzeugte Spanwurzel des Stahls C45E.
Scheren. Die entstehenden Segmente bilden sich durch das Auftreten von
Mikrorissen von der Spanru¨ckseite in die Verformungszone, die unter u¨berla-
gerter Zugspannung in die Bereiche der sich im Anfangsstadium befindlichen
Scherba¨nder hineinwachsen. Die Entstehung der Risse durch externe Kra¨fte,
die bei großen Spanungsdicken relativ hoch sind, unterbricht die Bildung
von Scherba¨ndern. Der Stahl C45E im Wa¨rmebehandlungszustand normal-
geglu¨ht zeigt auch bei Druck-/Scherbelastungen, Kapitel 3.2, keine Neigung
zum Scheren. Nur durch die Verwendung von Hutproben la¨sst sich der Stahl
C45E zum Scheren zwingen. Ausgehend von der sehr guten Korrelation des
Verhaltens unter Druck/Scherbelastung zu den sich einstellenden Spanfor-
men (siehe Kapitel 4.1.2) muss davon ausgegangen werden, dass die Span-
segmentierung des Stahls C45E bei hohen Spanungsdicken nicht allein auf
das Entstehen von adiabatischen Scherba¨ndern zuru¨ckgefu¨hrt werden kann,
da die Druck/Scherversuche nicht zu einem Versagen durch adiabatische
Scherung fu¨hren.
Mit Hilfe der in der Quickstopp-Versuchseinrichtung implementierten
Schnittkraftmessung wurden am Stahl C45E Untersuchungen zum Schnitt-
kraftverhalten durchgefu¨hrt. Eine Analyse der gemessenen Schnittkra¨fte fu¨r
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eine konstante Schnittgeschwindigkeit von 600 m/min und variabler Spa-
nungsdicke ergab den im Bild 4.21 dargestellten Schnittkraftverlauf. Ein
Bild 4.21: Schnittkra¨fte am Stahl C45E in Abha¨ngigkeit von der Spanungsdicke.
Vergleich der gemessenen Zerspankra¨fte mit der nur fu¨r den konventionellen
Schnittgeschwindigkeitsbereich gu¨ltigen Gleichung nach Victor und Kienz-
le [98] zeigte deutliche Abweichungen. Insbesondere bei den mittleren und
hohen Spanungsdicken ist die gemessene Schnittkraft bei einer Schnittge-
schwindigkeit von 600 m/min deutlich geringer als bei einer Zerspanung
im konventionellen Schnittgeschwindigkeitsbereich. Bei noch gro¨ßeren Spa-
nungsdicken als 1 mm fa¨llt die Zerspankraft aufgrund der dann einsetzenden
Spansegmentierung noch weiter vom konventionellen Schnittkraftbereich ab.
In diesem Bereich wurden jedoch aufgrund des vermehrt einsetzenden Werk-
zeugbruches keine umfassenden Messungen durchgefu¨hrt. Um den Einfluss
der Schnittgeschwindigkeit auf die Schnittkra¨fte zu untersuchen, wurde in
Bild 4.22 die Schnittkrafta¨nderung auf die Bezugsschnittgeschwindigkeit von
600 m/min normiert. Trotz der relativ starken Streuung ist mit zunehmen-
der Schnittgeschwindigkeit ein deutlicher Ru¨ckgang der Schnittkra¨fte um bis
zu 15 % im Vergleich zur konventionellen spanenden Bearbeitung zu ver-
zeichnen. Dies zeigt das Potenzial einer Hochgeschwindigkeitsbearbeitung
gegenu¨ber konventionellen Verfahren auf. Dabei darf jedoch nicht nur die
Schnittkraftreduzierung allein betrachtet werden. Um wirtschaftlich arbei-
ten und eventuell vorhandene Vorteile aus einer HSC-Bearbeitung ziehen zu
ko¨nnen, muss sich der erho¨hte Werkzeugverschleiß durch ho¨here Tempera-
turen usw. zumindest durch Zeitersparnis wirtschaftlich ausgleichen.


































Schneidstoff: HM/TiCN Erzeugung eingefrorener SpäneOrthogonalschnitt
Spanungsbreite: 2,5 mm
Spanungsdicke: 2 * 0,2-0,6 mm
Schnittgeschwindigkeit: < 2400 m/min
Bezugsschnittgeschwindigkeit: 600 m/min
Bild 4.22: Bezogene Schnittkrafta¨nderung in Abha¨ngigkeit von der Schnittgeschwin-
digkeit.
Zusa¨tzlich zu den Untersuchungen am Stahl C45E wurden auch umfangrei-
che Messungen fu¨r den Werkzeugstahl 40CrMnMo7 durchgefu¨hrt. In Bild
4.23 sind zwei Aufnahmen des im Vergu¨tungszustand vorliegenden Stahls
gezeigt. Im linken Bild ist die Spanwurzel eines Spans und im rechten Bild,
Bild 4.23: Spanwurzel und Span des Stahls 40CrMnMo7.
bei identischer Vergro¨ßerung, ein segmentierter Spanbereich dargestellt. Es
ist ein deutlicher Unterschied zum Werkstoff C45E (Bild 4.20) zu erkennen.
Der Span ist aufgrund adiabatischer Scherbandbildung sehr stark segmen-
tiert. Es treten keine Risse auf, die denen am Stahl C45E a¨hneln. Zusa¨tzlich
tritt an der Spanunterseite eine so genannte ”weiße Schicht” auf, wie sie
ha¨ufig bei der Hochgeschwindigkeitsbearbeitung von Vergu¨tungssta¨hlen be-
obachtet wird. Dabei handelt es sich um extrem kohlenstoffarmen Martensit,
der wa¨hrend der HSC-Bearbeitung entstanden ist [99]. Die Mechanismen zur
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Entstehung solcher ”weißer Schichten” sind weitestgehend offen und Gegen-
stand aktueller Forschung.
Neben der sich einstellenden Spanform lagen Messungen zur Zerspankraft in
Abha¨ngigkeit von der Spanungsdicke und der Schnittgeschwindigkeit vor. Die
meisten Quickstopp-Versuche wurden am Stahl 40CrMnMo7 durchgefu¨hrt.
Deshalb kann hier auf eine umfassende experimentelle Datenbasis zuru¨ck-
gegriffen werden. Die gemessenen Schnittkra¨fte in Abha¨ngigkeit der beiden
Parameter Spanungsdicke hc und Schnittgeschwindigkeit vc sind im Bild 4.24





























Werkstoff: 40CrMnMo7, angelassen 650° C
Werkzeug: Hartmetallplatte P30
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Bild 4.24: Schnittkra¨fte am Stahl 40CrMnMo7 in Abha¨ngigkeit von der Spanungsdicke
und der Schnittgeschwindigkeit.
siv zunehmender Anstieg der Schnittkraft vorliegt. Dieses Verhalten wurde
bereits von Victor und Kienzle [98] beschrieben. Aus dem Diagramm ist wei-
ter zu ersehen, dass der Anstieg mit zunehmender Schnittgeschwindigkeit
geringer wird. Eine Formulierung des Schnittkraftansatzes nach Victor und
Kienzle [98] fu¨r eine konstante Schnittgeschwindigkeit ergibt die folgende
Gleichung, 4.2:
Fc = b · k1 · h(1+k2)c (4.2)
Dabei sind k1 und k2 werkstoffabha¨ngige Parameter, b die Spanungsbreite,
hc die Spanungsdicke und Fc die sich einstellende Schnittkraft in N. Fu¨r ei-
ne Schnittgeschwindigkeit von 300 m/min ergeben sich folgende Parameter:
k1 = 2203, k2 = − 0, 49. Der klassische Ansatz nach Victor und Kienzle
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beru¨cksichtigt jedoch nicht die Schnittgeschwindigkeit. Aus diesem Grund
wurde, im Rahmen dieser Arbeit, diese Funktion durch einen Geschwindig-
keitsterm wie folgt erweitert, Gleichung 4.3:
Fc =
b · k1 · h(1+k2)
k3 · ln vc + k4 (4.3)
Bild 4.25 zeigt den Verlauf der modifizierten Kienzle-Funktion mit den bei-
den Einflussgro¨ßen Schnittgeschwindigkeit und Spanungsdicke. Die Gu¨ltig-
keitsgrenzen der modifizierten Kienzle-Funktion liegen im Schnittgeschwin-
digkeitsbereich von 300 bis 2400 m/min und bei Spanungsdicken zwischen
0,1 und 1 mm. Fu¨r die Parameter k1 bis k4 ergeben sich folgende Werte:
k1 = 2203, k2 = -0,49, k3 = 0,1662; k4 = 0,0341.
Neben der Ermittlung der Zerspankraft und deren Beschreibung durch
Bild 4.25: Verlauf der modifizierten Kienzle Funktion.
ein modifiziertes Kienzlemodell wurde ein Teil der Spanversuche mit einer
Hochgeschwindigkeitskamera vom Typ Imacon 468 dokumentiert. Im Bild
4.26 ist eine solche Bildfolge fu¨r den Werkzeugstahl 40CrMnMo7 darge-
stellt. Die Spanungsdicke betrug 0,39 mm bei einer Schnittgeschwindigkeit
vc = 300 m/min, der Abstand zwischen zwei Aufnahmen betra¨gt 0,2 ms.
Das aufgebrachte Raster diente zur Kalibrierung der Geometrien und Span-
wege. Der sich bildende segmentierte Span ist deutlich zu erkennen. Durch
Nutzung von Zeitmarken der Hochgeschwindigkeitskamera konnte die Ist-
Geschwindigkeit wa¨hrend des Werkzeugeingriffs ermittelt werden. Aufgrund
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Bild 4.26: Hochgeschwindigkeitsaufnahmen eines Spanversuchs am Stahl
40CrMnMo7.
der hohen Masse der Schwungscheibe war die Geschwindigkeit wa¨hrend des
Werkzeugeingriffs konstant und wich nur unwesentlich von der Sollgeschwin-
digkeit ab. Im Bild 4.27 ist die Spanablaufgeschwindigkeit als Funktion der
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Bild 4.27: Spanablaufgeschwindigkeit in Abha¨ngigkeit von der Schnittgeschwindigkeit.
Spanablaufgeschwindigkeit gleich der Schnittgeschwindigkeit ist, ergibt sich
die gestrichelt dargestellte Linie. Die realen, gemessenen Werte zeigen leichte
Abweichungen von dieser Geraden, was sich mo¨glicherweise auf eine A¨nde-
rung im Segmentierungsgrad der Spa¨ne bzw. in einer Abnahme der Span-
stauchung in Dickenrichtung zuru¨ckfu¨hren la¨sst.
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4.2.2 Visioplastische Untersuchungen
Die Methode der Visioplastizita¨t geht auf Thomsen et al. [100] zuru¨ck. Ers-
te Versuche einer rechnergestu¨tzten Auswertung der Rasterverformungen
und der Anwendung auf Fließpressvorga¨nge stammen von Farmer und Ox-
ley und sind in [101] vero¨ffentlicht. Heutzutage gibt es eine große Anzahl
von Vero¨ffentlichungen zu diesem Thema bzw. zur breiten Anwendung die-
ser Methode. Einen umfassenden U¨berblick mit detaillierten Hinweisen zur
Auswertung geben Weber, Leopold und Schmidt [102]. Es gibt eine Viel-
zahl von Verfahren, die auf der Methode der Visioplastizita¨t beruhen. Die
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Bild 4.28: U¨bersicht der Feldmessverfahren nach [102].
Das grundsa¨tzliche Prinzip der Visioplastizita¨t besteht im Aufbringen ei-
nes Gitters orthogonaler Linien auf eine in der Bewegungsrichtung liegende
Symmetrieebene des zu verformenden Ko¨rpers. Dabei ist grundsa¨tzlich im-
mer eine Linienschar im unverformten Raster parallel zur Bewegungsrichtung
des Werkzeuges. Diese Linien verformen sich wa¨hrend des Fließvorganges zu
Stromlinien. Die dazu orthogonalen Linien werden als Potenziallinien be-
zeichnet. Die diskreten Rasterpunkte einer k-ten Stromlinie, die in steigen-
der Reihenfolge mit dem Index i versehen sind, werden in einem beliebi-
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gen ortsfesten kartesischen Koordinatensystem mit (x1i; x2i; ..) bezeichnet.
Wenn mehrere Bilder wa¨hrend des Verformungsvorganges mit einem be-
kannten definierten zeitlichen Abstand vorhanden sind, kann zusa¨tzlich da-
zu die zur i-ten Linie gleichen Zeitunterschieds geho¨rende Zeit ti mit dem
Wert ti = (i − 1)∆t mit in die Auswertung einbezogen werden. Aus der
Literatur ist bekannt, dass eine vollsta¨ndige Approximation durch Interpola-
tionsmethoden im Gesamtintervall der Stromlinie nicht oder nur in seltenen
Fa¨llen (z.B. bei sehr kleinen Verformungen) gelingt. Bei der Vorgabe ei-
ner hinreichenden Genauigkeit muss der Grad des Interpolationspolynoms
entsprechend hoch gewa¨hlt werden, was aber zu starken Abweichungen des
Polynoms zwischen den Stu¨tzstellen fu¨hrt, so dass die Approximation sehr
schlecht sein kann. Deswegen wurde auf die in [102] empfohlene Methode
der Stromlinienapproximation durch gla¨ttende kubische Splines zuru¨ckge-
griffen. Dabei wird nicht u¨ber den gesamten Bereich ein einziges Polynom,
sondern u¨ber Teilintervalle stu¨ckweise Polynome angesetzt. Aus der Litera-
tur [102] ist bekannt, dass sich hierfu¨r besonders Splines (Polynome dritten
Grades) eignen, da sie in ihren Randpunkten zweimal stetig differenzierbar
sind. Das Problem vereinfacht sich sehr stark, wenn zwischen den Stu¨tz-
stellen a¨quidistante Zeitabsta¨nde vorliegen. Die Ausgleichsfunktion x¯(t) im
Intervall [ti, ti+1] fu¨r i = 1, ..., n− 1, hat dann die folgende Gestalt [102]:















+ di mit (4.4)
ti = t1 + (i− 1)∆t (4.5)
Die fu¨r die Auswertung notwendige Forderung nach zweimaliger stetiger Dif-
ferenzierbarkeit an den Randpunkten des Intervalls [i; i + 1] fu¨hrt zu den
folgenden Kopplungsbedingungen:
fi(ti+1) = fi+1(ti+1)
f ′i(ti+1) = f
′
i+1(ti+1) i = 1, .....n− 2 (4.6)
f ′′i (ti+1) = f
′′
i+1(ti+1)
Da x¯(t) eine ausgleichende Funktion haben muss, ist folgende Zusatzbedin-
gung notwendig:
w : [x(ti)− f(ti)] = gi mit i = 1, ..., n (4.7)
wobei gelten muss:






k (tk)− f ′′′k−1(tk) k = 2, ....., n− 1
gn = −f ′′′n−1(tn)
(4.8)
In [102] wird gezeigt, dass sich fu¨r den Fall w ⇒∞ x(ti) = f(ti) ergibt und
somit eine exakt durch die vorgegebenen Punkte gehende interpolierende
Splinefunktion erhalten wird und dass sich fu¨r w ⇒ 0 sich eine im Sinne der
Methode der kleinsten Fehlerquadrate fu¨r x(ti) eine ausgleichende Gerade
ergibt. Fu¨r 0 < r < ∞ ist fu¨r kleine w der Ausgleich sta¨rker und fu¨r große
Werte von w die Interpolation. Es ist daher mo¨glich, durch eine gezielte Wahl
von w eine gewichtete Summe der quadrierten Abweichungen x(ti)− f(ti)
zu erreichen. Der Parameter w wird i.A. so gewa¨hlt, dass die Anpassung in
den Grenzen der Messfehler (typisch ± 0,02 mm) erfolgt. Leider reicht in den
meisten Fa¨llen die Spline-Approximation der Stromlinien allein nicht aus, um
die fu¨r die weitere Aufbereitung der Daten notwendige ”Glattheit” zu sichern.
Aus diesem Grund hat sich ein anschließender zweidimensionaler Ausgleich
als vorteilhaft erwiesen. Auf eine Herleitung der entsprechenden Beziehungen
soll an dieser Stelle verzichtet werden. In [102] wird die Vorgehensweise
ausfu¨hrlich behandelt. Aufgrund der oben genannten Mo¨glichkeiten hat sich
die Methode der Visioplastizita¨t als ein geeignetes Mittel zur Untersuchung
plastischer Fließvorga¨nge etabliert.
Rastertyp Herstellungsverfahren Liniendichte in [Linien/mm]
Kleben  < 100 
Druck  < 10 Schichtraster 
fotochemisches Beschichten  < 500 
mechanisch einarbeiten 
(Ritzen, Fräsen, Hobeln)  < 3 




 bis zu 100 
 
Bild 4.29: Methoden zur Rasterapplikation [102].
Da die Methode der Visioplastizita¨t auf der Applikation einer Rasterstruk-
tur (u¨blich sind orthogonale Linien oder auch Punktraster) beruht, ist es
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notwendig, thermisch und auch mechanisch stabile Raster zu verwenden.
Diese mu¨ssen den hohen Belastungen einer Hochgeschwindigkeitsspanung
widerstehen ko¨nnen, ohne die Eigenschaften des Werkstoffs maßgeblich zu
beeinflussen. Daru¨ber hinaus muss das Raster den Anforderungen an die
Auflo¨sung und Genauigkeit gerecht werden. In Bild 4.29 sind die wichtigsten
Rasterapplikationsverfahren zusammenfassend dargestellt.
Fu¨r die Applizierung von auswertbaren Rastern auf beiden untersuchten
Werkstoffen wurden umfangreiche Vorversuche durchgefu¨hrt, um einen op-
timalen Rastertyp fu¨r die Visioplastizita¨tsuntersuchungen an den Spa¨nen zu
entwickeln. Um eine hohe Genauigkeit des Verfahrens zu erreichen, wurde
zuna¨chst damit begonnen, fotochemische Raster auf die Spanproben auf-
zubringen. Mit Hilfe dieser Methode sind sehr hohe Liniendichten von bis
zu 500 Linien/mm mo¨glich. Bei den mit Hilfe von Fotolack aufgebrachten
Rastern zeigte sich bereits sehr fru¨h, dass diese Raster bei den beim Hochge-
schwindigkeitsspanen auftretenden Temperaturen von bis zu 850 ◦C (beim
Stahl C45E) thermisch nicht stabil waren. Auf den im Quickstopp-Versuch
erzeugten Spa¨nen war das durch fotochemisches Beschichten aufgebrachte
Raster praktisch nicht mehr vorhanden. A¨hnliche Rasterapplikationsmetho-
den, wie Kleben, bei denen ebenfalls hohe Liniendichten von ca. 100 Lini-
en/mm mo¨glich sind, waren ebenfalls aufgrund der thermischen Empfind-
lichkeit nicht anwendbar. Deshalb wurden weiterfu¨hrende Versuche mit La-
serrastern durchgefu¨hrt. Dabei zeigte sich schnell, dass die Laserraster keine
Probleme mit der thermischen Stabilita¨t zeigten. In Bild 4.30 sind zwei La-
serraster mit unterschiedlichen Auflo¨sungen (0,2 mm und 0,15 mm) vor und
nach dem Versuch dargestellt. Es wird deutlich, dass Raster < 0, 2 mm
Linienabstand keine Auswertung mehr zulassen. Damit ist die Auflo¨sung
dieses Verfahrens sehr beschra¨nkt. Insbesondere Gradienten u¨ber die Span-
dicke lassen sich so nur unzureichend abbilden. In Bild 4.31 sind zwei mit
einem Laserraster applizierte Spa¨ne unterschiedlicher Spanungsdicke darge-
stellt. Im Teilbild a) ist ein Span des Werkstoffes C45E, der mit Hilfe eines
Quickstopp-Versuchs erzeugt wurde, gezeigt. Es wird deutlich, dass die Ver-
formung sich auf die schwarz dargestellten Rasterlinien konzentriert. Dies
wird besonders in der Spitze des Spans deutlich. Die Rechtecke fu¨hren zu
einem großen Teil lediglich Starrko¨rperbewegungen aus und nehmen nicht
die charakteristische Verformung des Spans an. Es ist davon auszugehen,
dass eine Auswertung solcher Raster zu einer Unterbewertung der real im
Span vorliegenden Verformungen fu¨hrt. Im Teilbild b) ist ein Span mit einer
kleineren Spanungsdicke dargestellt. Der Span zeigt eine starke Segmentie-
rung entlang des Laserrasters. Der Werkstoff C45E, der bei den verwende-
ten Schnittparametern keinerlei Spansegmentierung zeigt, wird hier durch
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Bild 4.30: Abbildungen von Laserrastern 0,2 mm und 0,15 mm vor bzw. nach dem
Versuch.
lokal im Raster vorliegende Werkstoffvera¨nderungen, wie z.B. Aufha¨rtungs-
erscheinungen und lokale Dickenreduzierung, wesentlich beeinflusst. Damit
ist eine Grundbedingung fu¨r Visioplastizita¨tsraster nicht mehr erfu¨llt, d.h.
die Methode der Laserrasterapplikation ist fu¨r kleine Spanungsdicken nicht
anwendbar und fu¨hrt auch bei gro¨ßeren Spanungsdicken zu wesentlichen
Verfa¨lschungen. Eine weitere Methode zum Aufbringen eines Rasters war
die A¨tzmethode. Dazu wurden die Proben mit einer Schicht Fotolack ver-
sehen und mit Hilfe von UV-Licht und einer Rastermaske belichtet. Durch
die anschließende Entfernung des fotoempfindlichen Lacks mittels Natron-
lauge, wurden nur belichtete Bereiche aus der Schicht herausgelo¨st. Danach
wurde die Probe ca. 30 s mit 3 %iger HNO3 gea¨tzt und anschließend die
restliche Fotolackschicht abgelo¨st. Mit Hilfe dieser Methode war es mo¨glich,
A¨tzraster mit minimalen Abmessungen von ca. 0,1 mm x 0,1 mm zu erzeu-
gen und damit eine Auflo¨sung von ca. 10 Linien/mm zu realisieren. Diese
Raster waren thermisch stabil und bildeten die lokale Spanverformung gut
ab. Lediglich im a¨ußeren Spanbereich, im Bereich gro¨ßter Verformungen,
ko¨nnen diese Raster die lokalen Dehnungsgradienten nicht mehr abbilden.
Die nachfolgend vorgestellten Ergebnisse wurden alle mit Raster des A¨tztyps
ermittelt.
Der Vorteil der Visioplastizita¨t im Vergleich zu anderen Rasterverfahren be-
steht in der Kombination einer rein geometrischen Verschiebungsmessung
mit fundamentalen mechanischen und thermodynamischen Grundgesetzen.
Grundsa¨tzlich sind zwei unterschiedliche Versuchstechniken mo¨glich. Die so
genannte ”Einfrier”-Technik und die in situ-Technik. Beide Verfahren wur-
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Bild 4.31: Laserraster an Spa¨nen des Stahls C45E bei unterschiedlicher Spanungsbrei-
te.
den verwendet. Als erstes soll die ”Einfrier”-Technik hinsichtlich des Ver-
suchsaufbaus sowie der Versuchsauswertung na¨her erla¨utert werden. Auf-
grund der i.A. wesentlich besseren Ergebnisse (z.B. zeitliche Entwicklung
verfolgbar) der in situ-Technik sollte dieser, wenn mo¨glich, der Vorzug gege-
ben werden. Ist eine Anwendung der in situ-Technik aus bestimmten Gru¨nden
nicht mo¨glich (z.B. zu geringe Auflo¨sung der Hochgeschwindigkeitskamera),
muss der Vorgang unterbrochen werden. Zur Anwendung kommen in solchen





Bild 4.32: Schematische Darstellung einer geteilten Probe.
tige Auswertung notwendigen ebenen Deformationszustand garantieren. Die
Raster sollten bei symmetrischen Werkstu¨cken in der Symmetrieebene aufge-
bracht werden, da dort keine sto¨renden Scherspannungen auftreten. Um ver-
gleichbare Ergebnisse zu erhalten, du¨rfen in der Teilungsebene ausschließlich
Drucknormalspannungen wirken, damit sich das geteilte Werkstu¨ck ebenso
verformt wie ein ungeteiltes. Die Realisierung einer geteilten Spanprobe ist
im Bild 4.33 gezeigt. Die Unterbrechung des Spanvorganges wurde in der
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Bild 4.33: Geteilte Spanprobe fu¨r Versuche im Rotationsschlagwerk.
eigens entwickelten und bereits vorgestellten Quickstopp-Einrichtung reali-
siert. Die Probe wird nach dem Versuch ausgebaut und das in der Teilungs-
ebene befindliche Objektgitter ausgemessen. Dazu ist es notwendig, den
augenblicklichen Deformationszustand ”einzufrieren”. Dies erfolgt durch ein
schnelles Stoppen der Relativbewegung zwischen Werkzeug und Werkstu¨ck.
Die dafu¨r erforderliche Bremszeit tB sollte so kurz wie mo¨glich sein, um die
Vera¨nderung des Werkstoffflusses durch den Auslaufvorgang vernachla¨ssig-
bar klein zu halten. Dies ist durch die Quickstopp-Vorrichtung garantiert.
Ein typischer, mit dieser Versuchstechnik erzeugter Span an einer Probe mit
einem A¨tzraster, ist in Bild 4.34 dargestellt.
Die Intension fu¨r die Anwendung der Visioplastizita¨t war, die errechneten
Verformungen mit realen Spanverformungen zu vergleichen. Fu¨r einen sol-
chen Abgleich bietet sich ein direkter Vergleich der im Span vorliegenden
lokalen Verformungen mit den Dehnungen der FEM an (siehe Kapitel 6). Fu¨r
die Visioplastizita¨tsauswertungen ist kein Materialgesetz notwendig. In Bild
4.35 ist die lokale Vergleichsdehnung auf einen A¨tzrasterspan ”gemappt”.
Es zeigt sich, dass die Dehnung an der Spanunterseite am gro¨ßten ist und
u¨ber der Spandicke abnimmt. Bei der Auswertung des im Bild 4.36 darge-
stellten Pfades (Pfeil) wird diese Aussage besta¨tigt. Die Messpunkte geben
das Streuband mehrerer gleicher Versuche wieder. Es ist jedoch davon aus-
zugehen, dass aufgrund der Rastergro¨ße evtl. auftretende hohe Verformungs-
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Bild 4.34: Gespante Probe (Stahl C45E) mit einem A¨tzraster.
gradienten nur unzureichend wiedergegeben werden ko¨nnen. Mit Hilfe dieser
Auswertemethode war es mo¨glich, die FEM-Simulation hinsichtlich ihrer Ge-
nauigkeit zu bewerten und dabei nicht nur die Spanform und die Spankra¨fte,
sondern auch die lokal im Span vorliegenden Dehnungen zu verwenden.
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Bild 4.35: Auf einen Span des Stahls C45E ”gemappte” Vergleichsdehnung - bestimmt
mit Hilfe der Methode der Visioplastizita¨t.
Bild 4.36: Lokale Dehnungsverteilung im Span.
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4.2.3 REM und TEM Untersuchungen der Spa¨ne
An den im Quickstopp-Versuch erzeugten Spa¨nen der Sta¨hle C45E und
40CrMnMo7 wurden umfangreiche REM- und TEM-Untersuchungen durch-
gefu¨hrt. In Bild 4.37 sind die beiden, sich beim Hochgeschwindigkeitsspa-
nen dieser Werkstoffe ergebenden Spanformen dargestellt. In der Ansicht
Bild 4.37: Spa¨ne in der Draufsicht (REM-Aufnahme): a) Stahl 40CrMnMo7, b) Stahl
C45E.
direkt auf die Spanunterseite wird insbesonders beim Stahl C45E die latera-
le Spanbreitung deutlich, die zu Einschra¨nkungen bei der zweidimensionalen
Simulation des Spanversuches fu¨hrt. Die Spanunterseite ist relativ glatt. Die
hell erscheinenden Vertiefungen deuten auf kleinste Materialausbru¨che hin.
Beim Werkzeugstahl 40CrMnMo7 liegt eine starke Segmentierung der Spa¨ne
vor. Die einzelnen Segmente sind lediglich noch auf der Spanunterseite mit-
einander verbunden und beginnen bereits vom Spanrand her einzureißen.
Sie sind teilweise nur noch u¨ber die Ha¨lfte der Spanbreite untereinander
verbunden. In Bild 4.38 ist ein Span des Stahls C45E in unterschiedlichen
Vergro¨ßerungen in der Seitenansicht gezeigt. An der Spanoberseite (Detail-
Bild 4.38: Fließspan am Stahl C45E (REM-Aufnahme): a) Spanu¨bersicht b) Detail.
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bild b)) sind im Randbereich des Spans kleine, max. 100 µm lange, Mikroris-
se zu erkennen, die jedoch nicht u¨ber die gesamte Spanbreite verlaufen. Im
Spangrundbereich des Stahls C45E konnten keine Risse festgestellt werden.
Analog zum Stahl C45E ist im Bild 4.39 die Seitenansicht eines Spans aus
dem Stahl 40CrMnMo7 zusammen mit einer Detailaufnahme gezeigt. Der
Bild 4.39: Segmentierter Span des Stahls 40CrMnMo7 (REM-Aufnahme):
a) Spanu¨bersicht b) Detail.
Span ist vollsta¨ndig segmentiert und parallel zur Scherebene aufgerissen.
Die einzelnen Segmente werden nur an der Spanunterseite zusammengehal-
ten. Im Detailbild b) ist zu erkennen, dass die Innen- und die Außenseite
der einzelnen Segmente unterschiedliche Strukturen zeigen. Wa¨hrend die
Segmentinnenseite kleine runde Vertiefungen aufweist, sind auf der Seg-
mentaußenseite Gleitlinien u¨ber der gesamten Spanbreite vorhanden. Dies
ist vermutlich auf den Segmententstehungsprozess zuru¨ckzufu¨hren, bei dem
das jeweils folgende Segment gegen das bereits abgescherte verschoben wird.
Neben den REM-Aufnahmen wurden auch Untersuchungen im Transmissi-
onselektronenmikroskop (TEM) durchgefu¨hrt, um die Entwicklung der Ver-
formungen an Hand der Versetzungsdichte sowie die Struktur der entstehen-
den Scherba¨nder zu ermitteln. In Bild 4.40 sind zwei TEM-Aufnahmen aus
dem Bereich des unverformten, im Anlieferungszustand befindlichen, Stahls
C45E gezeigt. Das Gefu¨ge des Stahls C45E besteht aus Ferrit und globula-
rem Zementit. Der Zementit befindet sich sowohl auf den Korngrenzen als
auch im Ferritkorn. In den Ferritko¨rnern sind die einzelnen, zum Teil lang
gestreckten Versetzungen zu erkennen. Es liegt eine geringe Versetzungs-
dichte vor. Die Karbide sind beim Du¨nnen teilweise herausgefallen. Der star-
ke hell-dunkel Kontrast entsteht durch einen ungleichma¨ßigen Abtrag der
Ferritko¨rner oder Kornbereiche beim Du¨nnen bzw. durch unterschiedliche
Beugungsbedingungen beim Durchstrahlen der du¨nnen Folienbereiche. Die
Detailaufnahme zeigt Versetzungen, die sich an einem Karbid, das sich in
der Korngrenze befindet, aufstauen. Auf den in Bild 4.41a gezeigten Aufnah-
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Bild 4.40: Mikrostruktur des unverformten Stahls C45E (TEM-Bilder).
men aus dem Spangrund wird deutlich, dass im Spangrund eine wesentlich
ho¨here Versetzungsdichte vorliegt. Die gescha¨tzte Versetzungsdichte betra¨gt
Bild 4.41: Mikrostruktur aus der Spanwurzel des Stahls C45E (TEM-Bilder).
ca. 1010 cm−2 und liegt damit zwei Dekaden u¨ber dem Wert des Grundwerk-
stoffes von 108 cm−2. In den einzelnen Ferritko¨rnern sind Versetzungskna¨uel
und Gebiete geringerer Versetzungsdichte zu erkennen, Bild 4.41b. An den
Grenzfla¨chen zwischen Karbid und Matrix, die durch die unterschiedliche
Gitterstruktur erho¨hte Spannungsfelder aufweisen, sind zusa¨tzliche Verset-
zungsanha¨ufungen vorhanden. Im Spangrund des Stahls C45E sind als mar-
kante Vera¨nderungen gegenu¨ber dem Grundwerkstoff vor allem die Gebiete
mit hoher Versetzungsdichte zu nennen. In Teilbild 4.41c zeigen sich Verset-
zungsanordnungen, die auf ein planares Gleiten hinweisen. Dabei werden nur
gleichkoordinierte Netzebenen aktiviert. Das Auftreten von planarem Gleiten
ist jedoch untypisch fu¨r ferritisch-perlitische Werkstoffe und tritt normaler-
weise nur bei Werkstoffen mit niedriger Stapelfehlerenergie, wie Austeniten,
auf. Es wurde eigentlich eine normale Versetzungszellbildung erwartet. Un-
ter Umsta¨nden ist die hohe Temperatur im Spangrund in Verbindung mit
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einer sehr stark ausgepra¨gten Texturierung durch die hohen Scherverformun-
gen verantwortlich fu¨r das Auftreten dieses Effektes. In Bild 4.42 sind die im
Span erhaltenen Durchstrahlungsaufnahmen dargestellt. Die linke Aufnahme
Bild 4.42: Mikrostruktur aus dem Span des Stahls C45E (TEM-Bilder).
zeigt einen Steg, der im Du¨nnungsbereich des Ionenstrahls stehen geblieben
ist. Im Span liegt ein zumindest teilweise stark gesto¨rtes Gefu¨ge vor. Die
Korngrenzen der ehemaligen Ferritko¨rner sind kaum noch zu erkennen. Es
ist eine gegenu¨ber dem Spanwurzelbereich noch einmal erho¨hte Versetzungs-
dichte zu erkennen (Versetzungskna¨uel, Zellwerksbildung). Neben der hohen
Versetzungsdichte sind auch kleinste Ausscheidungen vorhanden. Das große
helle Korn (Bild 4.42b), das fast keine Versetzungen aufweist, ko¨nnte ein
bereits rekristallisiertes Ferritkorn sein, welches in ein Gebiet mit sehr hoher
Versetzungsdichte hineinwa¨chst. In den Spa¨nen des Stahls C45E konnten
keine Hinweise auf eine Martensitbildung gefunden werden.
Fu¨r den Stahl 40CrMnMo7 sind in Bild 4.43 Aufnahmen aus dem Grundwerk-
stoff dargestellt. Im Gegensatz zum Stahl C45E lag der Stahl 40CrMnMo7 in
einem vergu¨teten Zustand vor. Die Martensitnadeln sind als parallel liegen-
de Bereiche gut zu erkennen. In den angelassenen Martensitnadeln befinden
sich Versetzungen und teilweise Versetzungskna¨uel, die auf eine hohe Verset-
zungsdichte hinweisen. Entlang der Martensitnadeln haben sich als dunkle
Streifen Zementitfilme ausgeschieden. Trotz langer Nachdu¨nnzeiten mit klei-
nem Winkel konnten gro¨ßere durchstrahlbare Bereiche im Spangrund des
Stahls 40CrMnMo7 nicht erreicht werden. Durch die hohen Eigenspannun-
gen entstanden im Werkstoff kleine Risse, die vom ionengenerierten Durch-
bruch in noch nicht durchstrahlbare Bereiche verliefen. Bei la¨ngerem Du¨nnen
platzten dann kleine Stu¨cke ab. Lediglich in den Spansegmenten konnten
vereinzelt brauchbare TEM-Aufnahmen angefertigt werden. Bei der in Bild
4.44a dargestellten U¨bersichtsaufnahme sind hauptsa¨chlich Versetzungen
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Bild 4.43: Mikrostruktur aus dem unverformten Grundwerkstoff des Stahls
40CrMnMo7 (TEM-Bilder).
und kleinste Ausscheidungen zu erkennen. In Bild 4.44b wird deutlich, dass
sich die hohe Versetzungsdichte des Grundwerkstoffes im Span/Spangrund
noch weiter erho¨ht. Die Versetzungen sind hier jedoch nur kurz und werden
Bild 4.44: Mikrostruktur aus dem Span des Stahls 40CrMnMo7 (TEM-Bilder).
von kleinen Ausscheidungen festgehalten. Die nadelfo¨rmige Ausbildung weist
auf das martensitische Ausgangsgefu¨ge hin. Da es nicht mo¨glich war, in den
stark segmentierten Spa¨nen des Stahls 40CrMnMo7 Scherbandbereiche er-
folgreich zu du¨nnen, wurden Untersuchungen im Scherband an Hand einer
gestoppten Druck/Scherprobe durchgefu¨hrt. Durch diese Untersuchungen
war es mo¨glich, auch TEM-Aufnahmen in den Scherba¨ndern anzufertigen.
In Bild 4.45a ist eine solche Aufnahme gezeigt. Im Scherband sind neben
den zunehmend gestreckten Versetzungen auch noch scheinbar unbetroffe-
ne Versetzungsanha¨ufungen zu sehen. Rechts neben dem sta¨rker gedu¨nnten
Probenabschnitt sind la¨ngs verformte Gefu¨gebereiche erkennbar, in denen
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Bild 4.45: a)Mikrostruktur aus einer D/S-Probe des Stahls 40CrMnMo7 (TEM-Bild)
b) Beugungsaufnahme aus dem Scherband der Probe.
die Gitterverspannungen ho¨her sind. Darauf deutet auch der rechts im Bild
dargestellte Riss in einem noch nicht vollsta¨ndig gedu¨nnten Probenabschnitt
hin. In Bild 4.45b ist ein Feinbereichsbeugungsdiagramm dargestellt, das im
Randbereich des Scherbandes aufgenommen wurde, da es nicht mo¨glich war,
exakt in das Scherband hineinzudu¨nnen. Es wird deutlich, dass im Scher-
band eine teilamorphe Kristallstruktur vorliegt, da bereits ein ”Verschmie-
ren” der Punktreflexe zu erkennen ist. Die meisten Beugungsreflexe konnten
dem Zementit (Fe3C) zugeordnet werden. Zusammenfassend betrachtet wird
deutlich, dass die ermittelte Versetzungsdichte erwartungsgema¨ß bei beiden
Sta¨hlen, ausgehend vom Grundwerkstoff u¨ber den Spangrund in den Span
hinein, um ca. zwei bis drei Dekaden bis auf ca. 1010 cm−2 ansteigt. In den
Spa¨nen liegt ein teilweise stark gesto¨rtes Gefu¨ge vor. Beim Stahl C45E sind
die Ferritko¨rner nur noch schwer zu erkennen. Bei diesem Stahl liegen im
Span erste Anzeichen fu¨r eine einsetzende Rekristallisation vor, die zeitlich
aber erst nach Beendigung des Schnittvorgangs eingesetzt hat. Im Gegen-
satz zum Stahl 40CrMnMo7 konnten beim Stahl C45E keine martensitischen
Bereiche nachgewiesen werden. Die ro¨ntgenographischen Untersuchungen
der Scherba¨nder einer Druck/Scherprobe zeigen zumindest eine teilamorphe
Kristallstruktur. Aufnahmen der adiabatischen Scherba¨nder der segmentier-
ten Spa¨ne des Stahls 40CrMnMo7 waren aufgrund von Schwierigkeiten beim
Du¨nnen nicht mo¨glich. Es ist aber zu erwarten, dass die stark ausgepra¨gten
Scherba¨nder in den Spa¨nen hohe Anteile an amorphen Bereichen aufweisen.
5 Modellbildung
Die Grundlage fu¨r jede numerische Simulation sind Werkstoffkenndaten.
Ha¨ufig werden diese Werkstoffkenndaten in Werkstoffmodelle gefasst, um
eine einfache Implementierung in Rechencodes zu gewa¨hrleisten. Auf Ba-
sis dieser Werkstoffmodelle ist eine einfache Austauschbarkeit gegeben. Ein
u¨bliches Werkstoffmodell mit fu¨nf Konstanten ist einfacher handhabbar als
eine Zusammenfassung von 150 Fließkurven, die abschnittsweise (Piecewise)
eingegeben werden mu¨ssen.
5.1 Werkstoffmodelle
Der allgemeine Ablauf bei der Modellierung von Werkstoffeigenschaften ist












"nicht notwendiger weise wahr"
Bild 5.1: Schematische Darstellung zur Modellierung von Werkstoffeigenschaften [58].
Werkstoffverhalten um viele Gro¨ßenordnungen zu komplex, um in allen Ein-
zelheiten in einer Simulationsrechnung exakt abgebildet werden zu ko¨nnen.
Es ist daher zwingend erforderlich, sich auf die wichtigsten Abla¨ufe ein-
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zuschra¨nken, die den Gesamtvorgang maßgeblich kennzeichnen. Nur eine
erfolgreiche Modellierung des Werkstoffverhaltens in Verbindung mit einer
genauen Modellierung der Struktur und deren Randbedingungen kann zu ei-
nem zufriedenstellenden Gesamtergebnis fu¨hren. Das Verhalten muss nicht
in allen Einzelheiten exakt abgebildet werden, es muss nur die wesentlichs-
ten Vorga¨nge widerspiegeln ko¨nnen. Meyer [103] schreibt dazu: ”Die Mo-
dellgesetze zur Beschreibung des Werkstoffverhaltens [...] sind ein Werk-
zeug, mit dem unser Wissen u¨ber das Werkstoffverhalten einen Zugang in
die ingenieurma¨ßige Konstruktion finden kann.” Grundsa¨tzlich soll mit Hilfe
von Modellgesetzen die Lo¨sung von mechanischen Verformungsproblemen
auf numerische Art und Weise gefunden werden. In den nachfolgenden Ab-
schnitten soll ein kurzer U¨berblick u¨ber die allgemeine Vorgehensweise zur
Aufstellung solcher Materialgesetze gegeben werden.
Im allgemeinsten Fall kann eine Fließkurve wie nachfolgend dargestellt an-
gegeben werden:
f(σ, ε, T, ε˙, ξ) = 0 (5.1)
Dabei entsprechen die Formelzeichen folgenden zugeordneten Gro¨ßen:
σ= wahre Spannung
ε= wahre Dehnung
ε˙= wahre plastische Dehnungsgeschwindigkeit
T= Temperatur
ξ= Struktur- oder Gefu¨geparameter
Der Strukturparameter ξ soll die Einflu¨sse der Gro¨ße, Form und Anordnung
der Ko¨rner, der Art und Verteilung der Versetzungen, der Dichte, der Gefu¨ge-
ausbildung und weitere Einflu¨sse, z.B. durch die Art des Kristallgitters, wi-
derspiegeln. Diese Gro¨ße ist meist sehr komplex und findet in vielen einfachen
Werkstoffmodellen keine Entsprechung. Aufgrund der starken wechselseiti-
gen Beeinflussungen der Parameter untereinander, die weder physikalisch
noch experimentell umfassend ermittelt werden ko¨nnen, werden empirische
oder mikrostrukturmechanische Ansa¨tze verwendet.
5.1.1 U¨berblick u¨ber ha¨ufig verwendete Werkstoffmodelle
5.1.1.1 Empirische und semiempirische Modelle
Die empirischen oder auch pha¨nomenologischen Ansa¨tze setzen in der Regel
voraus, dass die Spannung, die der Werkstoff ertra¨gt, nur abha¨ngig von
den momentanen Werten der Dehnung, der Dehnungsgeschwindigkeit und
der Temperatur ist. Die Vorgeschichte des Werkstoffes bzw. der absolvierte
Belastungspfad werden vernachla¨ssigt. Die am ha¨ufigsten verwendete, sehr
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einfache konstitutive Gleichung ist die so genannte Ludwik-Gleichung [15].
σ = σ0 +K · εn (5.2)
Sie beschreibt den Zusammenhang zwischen plastischer Forma¨nderung und
Fließspannung bei konstanter Dehnungsgeschwindigkeit und Temperatur.
Ludwik setzt voraus, dass sich die Verformungsverfestigung als Potenzge-
setz mit zwei Konstanten entwickelt. Dies entspricht auch in vielen Fa¨llen
dem realen Werkstoffverhalten, zumindest nach einer bestimmten U¨ber-
gangsverformung bis zu einer Sa¨ttigungsgrenze der Spannung. Beim Ansatz
nach Ludwik (5.2) ist eine finite Spannung bei der Elastizita¨tsgrenze vor-
handen. Allerdings beginnt die Steigung der Fließkurve mit einem infiniten
Wert (∂σ/∂ε |ε=0= ∞ ), was nicht dem realen Verhalten entspricht. Des-
halb wurde 1945 von Hollomon folgende Vereinfachung des Ludwik-Ansatzes
vorgeschlagen [104]:
σ = K · εn (5.3)
Dabei ergibt sich allerdings der gravierende Nachteil, dass fu¨r eine Dehnung
von ε ≈ 0 auch die Spannung σ ≈ 0 ist. Daher ist es mit dem nach Hol-
lomon modifizierten Ludwik-Ansatz nicht mo¨glich, exakte Spannungswerte
bei kleinen Dehnungen zu erhalten. Trotzdem hat dieses Modell aufgrund
seiner Einfachheit breite Anwendung gefunden. Fu¨r den in dieser Arbeit be-
trachteten Fall des HSC-Fra¨sens mit seinen komplexen Beanspruchungen des
Werkstoffes ist es aber nicht anwendbar.
Der von Ludwik vorgeschlagene einfache Ansatz diente als Grundlage fu¨r
eine Vielzahl von weiteren Materialmodellen. So hat sich z.B. Swift dem
Problem der infiniten Spannung zum Beginn der Fließkurve gewidmet. Fol-
gender Ansatz wurde von ihm vorgeschlagen [105]:
σ = K · (B + ε)n bei n < 1 (5.4)
Dadurch ergibt sich der Vorteil einer finiten Spannung bei Fließbeginn.
Es sind eine Vielzahl solcher Verbesserungen am Ludwik-Modell von unter-
schiedlichen Autoren vorgeschlagen worden, auf deren Darstellung hier aber
verzichtet werden soll, da ein Großteil dieser empirischen Gleichungen nur fu¨r
bestimmte Werkstoffe und damit ein bestimmtes Werkstoffverhalten, z.B.
eine sehr stark ausgepra¨gte Streckgrenze optimiert wurde. Außerdem sind
diese Modelle nicht in der Lage, die komplexen Zusammenha¨nge beim Hoch-
geschwindigkeitsspanen abzubilden.
Alle bisher vorgestellten Werkstoffmodelle gehen von einer konstanten Deh-
nungsgeschwindigkeit und einer konstanten Temperatur aus. Dies ist aber
in einem Großteil der technisch vorkommenden Belastungen nicht gegeben.
Daher gab es schon sehr zeitig Bestrebungen, diesen Nachteil der bisher
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Dabei wurde eine Erho¨hung der Fließspannung mit dem Logarithmus der
Dehnungsgeschwindigkeit vorausgesetzt, d.h. ein linearer Anstieg der Fließ-
spannung bei “Normgeschwindigkeit“ zu ho¨heren Werten bei einer Dar-
stellung im halblogarithmischen Diagramm. Gleichung (5.5) kann nur eine
Erho¨hung der Fließgrenze beschreiben. Spannungen bei ho¨heren Dehnun-
gen und ho¨heren Temperaturen gibt sie nicht wieder. I.A. wird dieser Ansatz
aber mit einer Ludwik-Gleichung kombiniert, d.h. es wird angenommen, dass
sich die Verfestigung nach U¨berschreiten der durch die Belastungsgeschwin-
digkeit erho¨hten Fließgrenze exakt so verha¨lt wie bei einer quasistatischen
Belastung. Zahlreiche weitere Ansa¨tze zur Beschreibung einer Geschwindig-








Aber auch diese empirischen Werkstoffmodelle beru¨cksichtigen bisher nicht
den Einfluss der Temperatur. 1983 schlugen Johnson und Cook folgende
Gleichung vor [106].








Aufgrund der einfachen Form dieses multiplikativen Ansatzes, der
σ = f(ε, ε˙, T ) mit einander verknu¨pft, hat diese Gleichung sehr breite An-
wendung gefunden. Sie ist praktisch in jedes kommerzielle FEM-Programm
integriert, was einer weiten Verbreitung zusa¨tzlich Vortrieb leistet. Bei vie-
len Werkstoffen liefert die Johnson-Cook-Gleichung eine zufriedenstellende
U¨bereinstimmung mit den experimentell ermittelten Daten, auch wenn der
Nachteil des Zusammenhangs σ ∼ ln ε˙, d.h. nur ein linearer Anstieg im
halblogarithmischen σF - ε˙ - Diagramm, teilweise starke Verfa¨lschungen des
realen Verhaltens mit sich bringt. Fu¨r die JC-Beziehung mu¨ssen nur fu¨nf
Konstanten ermittelt werden. Auf die genaue Vorgehensweise der Ermitt-
lung solcher Konstanten bei empirischen und semiempirischen Modellen wird
spa¨ter noch einmal genau eingegangen.
Ein weiterer Ansatz in Form eines geschlossenen Modells stammt von Zeril-
li und Armstrong [107]. Dieses Modell existiert fu¨r kubisch raumzentrierte
(5.8) und kubisch fla¨chenzentrierte (5.9) Werkstoffe:
krz
σ = ∆σG +B0 · exp [(−β0 + β1 ln ε˙) T] + K0εn +Kελ− 12 (5.8)
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kfz
σ = ∆σG +B1 · ε 12 · exp [(−β0 + β1 ln ε˙) T] + Kελ− 12 (5.9)
Es ist von Vorteil, wenn auch semiempirische Gleichungen in Beziehung zum
mikromechanischen Verhalten stehen. Eine U¨bergangsform in dieser Rich-
tung stellen die Gleichungen von Zerilli und Armstrong (5.8 und 5.9) dar,
die auf dem Konzept der thermischen Aktivierung beruhen. Von den ver-
schiedensten Autoren werden die Beziehungen von Zerilli und Armstrong
entweder zu den empirischen/semiempirischen Modellen [103] oder zu den
metallkundlichen Ansa¨tzen geza¨hlt [44]. Neben dem beru¨cksichtigten Ein-
fluss der Dehnung, Dehnungsgeschwindigkeit und Temperatur unterschei-
den sie krz- und kfz-Werkstoffe. In [108] konnte gezeigt werden, dass das
Fließspannungsverhalten von kfz- und krz-Werkstoffen in Abha¨ngigkeit von
der Dehnungsgeschwindigkeit und der Temperatur unterschiedlich verla¨uft.
In Gleichung 5.9 wird der deutlich geringeren Temperaturabha¨ngigkeit der
Fließgrenze Rechnung getragen. Zusa¨tzlich dazu beru¨cksichtigen sie den Ein-
fluss der Kornfeinung durch das Auftreten von mechanischen Zwillingen bei
der Hochgeschwindigkeitsverformung durch einen Hall-Petch-Term.
Neben den Modellen nach Johnson-Cook und Zerilli-Armstrong wurden wei-
tere empirische bzw. semiempirische Modelle fu¨r eine Verwendung bei Hoch-
geschwindigkeitsspansimulationen in Betracht gezogen. Bereits 1977, also
bereits vor Johnson-Cook, die ihr Modell 1983 formulierten, vero¨ffentlich-
te Litonski sein geschlossenes Werkstoffmodell [109], das eine Abha¨ngigkeit
der Fließspannung von der Dehnung, der Dehnungsgeschwindigkeit und der
Temperatur angibt, Gleichung 5.10.
σ = C (ε0 + ε)
n (1− aT ) (1 + bε˙)m (5.10)
Das Modell besteht aus einem einfachen multiplikativen Ansatz von drei
Summen bzw. Differenzen, die jeweils fu¨r sich den Einfluss von ε, ε˙ und T
repra¨sentieren. Fu¨r dieses Modell mu¨ssen sechs werkstoffabha¨ngige Parame-
ter bestimmt werden. Ein weiteres Modell, das ha¨ufig bei der Simulation von
Massivumformvorga¨ngen Anwendung findet, ist die Formulierung nach Vinh
et al. [110]. Im Gegensatz zu Litonski wird die Temperatur als exponentieller
Term beru¨cksichtigt und nicht nur linear, was dem realen Werkstoffverhalten
sehr viel na¨her kommt, Gleichung 5.11.











1985 schlug Clifton et al. [111] folgenden einfachen mathematischen Zu-
sammenhang als Werkstoffmodell vor, Gleichung 5.12.











Es wird, ausgehend von einer Anfangsfließspannung σ0, ein einfacher mul-
tiplikativer Ansatz zur Beschreibung der Spannung als Funktion von ε, ε˙
und T gewa¨hlt, wobei dem Einfluss der einzelnen Gro¨ßen in separaten nor-
mierten Potenzansa¨tzen Rechnung getragen wird. Ein relativ neuer Ansatz
(1990) wurde von Hensel-Spittel [112] formuliert, Gleichung 5.13.
σ = Aεa1 exp (a4ε) ε˙
a2 exp (−a3T ) (5.13)
Dabei werden sowohl die Dehnungsgeschwindigkeit als auch die Temperatur
als exponentiell abha¨ngige Terme beru¨cksichtigt. Das Modell nach Hensel-
Spittel wurde urspru¨nglich fu¨r den Anwendungsfall der Warmumformung
konzipiert. Aus diesem Grund sollte es grundsa¨tzlich auch zur Beschrei-
bung des Werkstoffverhaltens beim Hochgeschwindigkeitsspanen anwendbar
sein. Unter Kapitel 5.1.2 werden die Modelle nach Zerilli-Armstrong, Hensel-
Spittel, Johnson-Cook, Vinh, Clifton und Litonski hinsichtlich der Verwend-
barkeit fu¨r Hochgeschwindigkeitsspansimulationen, am Beispiel des Werk-
stoffes C45E bewertet und eine Auswahl der Modelle fu¨r eine U¨berfu¨hrung
in die Simulation getroffen.
5.1.1.2 Mikrostrukturmechanisch basierte Modelle
In dem nachfolgendem Kapitel sollen die wesentlichsten Grundlagen zur Er-
stellung von Werkstoffmodellen vorgestellt werden, die auf mikrostrukturel-
len Vorga¨ngen beruhen. Bei einer plastischen Verformung, also auch beim
Enstehen von Fließ- und Segmentspa¨nen, fu¨hrt eine externe Belastung zu
einem Spannungsanstieg in der Probe. Diese verformt sich plastisch, wenn
die internen Spannungen ausreichen, die im Werkstoff vorhandenen Verset-
zungen u¨ber weit- und kurzreichende Hindernisse zu treiben (siehe Kapitel
2.3).
Die erwa¨hnten weitreichenden Spannungsfelder werden hauptsa¨chlich von
der Struktur des Werkstoffes bestimmt und weniger von der Tempera-
tur und der Dehnungsgeschwindigkeit. Daher wird dieser Anteil der Span-
nungen athermische Spannungskomponente σa genannt. Die thermisch be-
einflusste Spannungskomponente σ∗ wird von den Wechselwirkungen zwi-
schen den kurzreichenden Hindernissen und den Versetzungen bestimmt.
Bei einer plastischen Verformung bewegen sich die Versetzungen durch
das Gitter und treffen dabei auf Hindernisse. Diese Hindernisse oder
auch andere Versetzungen wirken der Versetzungsbewegung entgegen. Bei
T < 0, 4 Ts und ε˙ ≤ 103 s−1 wird in der Literatur u¨bereinstimmend davon
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ausgegangen, dass dort ein einziger thermisch aktivierter Prozess dominiert.
Die thermische Aktivierung vereinfacht das Versetzungsgleiten, indem die
von außen aufzubringende Spannung fu¨r den Gleitvorgang erniedrigt wird.
Mit steigender Temperatur verringert sich die Ho¨he der Barriere auf null, so
dass nur die Fließspannung, die aus dem athermischen Anteil resultiert, von
außen aufzubringen ist. Bei fallender Temperatur erho¨ht sich die Barrieren-
wirkung bis auf σˆ bei T = 0 K oder ε˙ = ε˙0. Dieser Zusammenhang wird
in Bild 5.2 zusammenfassend dargestellt. Es sind die Kraftabstandskurven








Bild 5.2: Schematische Darstellung des Zusammenhangs zwischen angelegter Span-
nung und Aktivierungsenergie.
pisch fu¨r Hindernisse, die Gleitversetzungen bei der plastischen Verformung
entgegentreten. Es ist die erforderliche Kraft F , die notwendig ist, um ei-
ne Versetzung zu bewegen, u¨ber den Ortsabstand x bei unterschiedlichen
Umgebungstemperaturen dargestellt. Alternativ zur Kraft F kann auch die
der Kraft direkt proportionale thermische Fließspannung σ∗ an der y-Achse
dargestellt werden. Wie bereits unter Kapitel 2.3 ausgefu¨hrt, unterstu¨tzt die
thermische Aktivierung das Versetzungsgleiten dadurch, dass ein Anteil der
gesamt aufzubringenden Aktivierungsenergie ∆G durch thermische Schwin-
gungen der Atome aufgebracht wird (siehe Gleichung 2.8). Die thermischen
Energien, die den Versetzungen ”helfen”, die kurzreichenden Hindernisse zu
u¨berwinden, steigen mit zunehmender Umgebungstemperatur von ∆G1 bis
∆G0 an. Daraus folgt, dass die jeweilige Ho¨he der Versetzungsbarriere bis
auf null fa¨llt und nur noch die rein athermische Fließspannung zur Verset-
zungsbewegung aufzubringen ist. Im deutschsprachigen Raum hat sich das
Modell, das auf der thermischen Aktivierung der Versetzungsbewegung be-
ruht und auf Macherauch und Vo¨hringer [49] zuru¨ckgeht, durchgesetzt.
Mit diesem Modell ist es bereits fu¨r eine Vielzahl von Sta¨hlen [30, 52, 113],
fu¨r Gusseisen [114, 115] sowie fu¨r eine Titanlegierung [44] gelungen, das
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temperatur- und dehnratenabha¨ngige Fließverhalten zu beschreiben. Da-
bei geht der Ansatz von Macherauch und Vo¨hringer auf eine Beschreibung











Dabei sind n und m werkstoffabha¨ngige Konstanten, welche die Form der
fu¨r die thermische Aktivierung maßgeblichen kurzreichenden Hindernisse be-
schreiben. Einen guten U¨berblick u¨ber die Konstanten m und n fu¨r unter-
schiedliche Werkstoffe geben [76, 116]. σ∗0 ist ebenfalls ein Werkstoffpara-
meter und gibt die Fließspannung bei einer Temperatur von 0 K an. Mit
Hilfe der Arrhenius-Gleichung beschreiben Macherauch und Vo¨hringer die
Temperatur- und Dehnungsgeschwindigkeitsabha¨ngigkeit der freien Aktivie-
rungsenergie ∆G wie folgt:






In Verbindung mit Gleichung 5.14 kann dann der thermisch aktivierte Fließ-






Werden eine konstante Mikrostruktur und Temperaturen, die kleiner als






ergibt sich die endgu¨ltige Gleichung (5.18), die sich dann praktikabel nur
noch numerisch lo¨sen la¨sst.






nm mit ε˙0 = ρmbν
MT
(5.18)
Dabei ist ρm die Dichte der beweglichen Versetzungen, ν die mittlere Ver-
setzungsgeschwindigkeit, b der Burgersvektor und MT der Taylorfaktor, der
den Zusammenhang zwischen makroskopischer und mikroskopischer Verfor-
mung der Ko¨rner angibt. Diese notwendigen Werkstoffkennwerte entziehen
sich aber gro¨ßtenteils einer einfachen Messung und lassen sich meist nur
indirekt bestimmen. Teilweise sind auch widerspru¨chliche Werte in der Lite-
ratur angegeben. Auch bei diesem Modell besteht der Nachteil, dass nur die
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Fließspannung beschrieben wird und dass Spannungen bei gro¨ßeren Verfor-
mungen nicht bestimmbar sind.
Ein weiteres Modell, das auf diese Theorie aufbaut, ist das so genannte MTS-
Modell von Kocks und Follansbee, das vor allem im englischsprachigen Raum
verwendet wird. Dabei wurde von Kocks und Follansbee [117] das Konzept
des ”mechanischen Schwellenwertes” vorgeschlagen. Die Aktivierungsener-




















Die beiden Parameter p und q spiegeln die Form der Hindernisse wieder. Die
additiv verknu¨pfte Funktion B repra¨sentiert einen Verfestigungsterm. Die
Fließspannung σ ergibt sich dann aus der folgenden Gleichung:














Die Fließspannung σ ist eine Funktion der so genannten Referenzspannung
σˆ, der so genannten “Mechanical Threshold Stress“ oder besser der Fließ-
spannung bei 0 K. Gema¨ß dem Konzept der thermischen Aktivierung la¨sst
sich die Referenzspannung σˆ in eine, von der Dehnungsgeschwindigkeit un-
abha¨ngige, athermische und eine thermisch aktivierte Komponente zerlegen.
Das MTS-Modell entha¨lt im Gegensatz zum Modell nach Macherauch und
Vo¨hringer, in Abha¨ngigkeit von der Temperatur und der Dehnungsgeschwin-
digkeit, auch eine Verfestigungsbedingung. Die Gesamtfließspannung kann
demnach auf drei Anteile zuru¨ckgefu¨hrt werden:
1. den athermischen Anteil,
2. den thermisch aktivierten Gesamtanteil, der die Anfangsfließbedingung
widerspiegelt und
3. die so genannte Sa¨ttigungsspannung (oder Stress), die in Abha¨ngig-
keit von der Temperatur und der Dehnungsgeschwindigkeit die Verfe-
stigungsbedingung entha¨lt.U¨ber die Verfestigungsbedingung B ist es
mo¨glich, eine mathematische Beschreibung der Verfestigung bzw. der
Versetzungsdichte einzufu¨hren und damit auch Fließspannungen als
f(ε˙, ε, T , Vorgeschichte) zu beschreiben.
Vorteil dieses Modells ist es, dass die Fließspannung in Abha¨ngigkeit von der
plastischen Dehnungsgeschwindigkeit und der Temperatur beschrieben wer-
den kann. Mit Hilfe des MTS-Modells ist es prinzipiell auch mo¨glich, nach
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Formulierung einer Verfestigungsbedingung B, das Modell fu¨r die Werkstoff-
verhaltensbeschreibung eines Hochgeschwindigkeitsspanprozesses zu nutzen.
Der Nachteil des MTS-Modells besteht darin, dass dieses Modell analytisch
nicht mehr partiell differenziert werden kann. Dies ist aber Voraussetzung
fu¨r eine U¨bernahme in das verwendete Simulationssystem. Damit war eine
Verwendung des MTS-Modells im verwendeten FEM-Programmsystem nicht
mo¨glich. Außerdem ist die Parameterermittlung fu¨r dieses Werkstoffmodell
mit einem sehr großen experimentellen Aufwand verbunden.
Wenn diese Modelle mit weiteren Ansa¨tzen kombiniert werden, sind auch Be-
schreibungen u¨ber den gesamten fu¨r die Modellierung von HSC-Vorga¨ngen
interessierenden Bereich mo¨glich. Allerdings ist dann mit einer großen An-
zahl (>10) von Werkstoffparametern zu rechnen, die fu¨r jeden Werkstoff
und jeden Werkstoffzustand neu bestimmt werden mu¨ssen. Beispielhaft sei
hier das Modell von Treppmann [118] genannt. Bei diesem Werkstoffmodell
werden nicht nur Fließkurven bei unterschiedlichen Dehnungsgeschwindig-
keiten und Temperaturen ermittelt und in eine mathematische Beschreibung
gebracht, sondern Werkstoffstrukturparameter direkt oder indirekt ermittelt
und zu einem Werkstoffgesetz zusammengefasst.
5.1.1.3 Scha¨digungsmodellierung
Fu¨r die Abbildung des Entstehens von Segmentspa¨nen bei der Simulation
von Hochgeschwindigkeitsspanprozessen ist es notwendig, ein Scha¨digungs-
modell in die Rechnung zu implementieren. Dafu¨r kommen grundsa¨tzlich
zwei Arten von Scha¨digungsmodellen in der Praxis zum Einsatz. Die Scha¨di-
gungsmodelle werden in Modelle des Porenwachstums und Bruchkriterien
auf makroskopischer Ebene unterteilt. Ein sehr guter U¨berblick u¨ber die ver-
schiedensten Scha¨digungsmodelle ist in [119] gegeben. In Bild 5.3 sind die
ha¨ufigsten Bruchkriterien, wie sie z.B. in der Umformtechnik Anwendung fin-
den, dargestellt. Alle diese Modelle sind bis auf das Kriterium nach Cockcroft
und Latham wegabha¨ngige Bruchhypothesen. Aufbauend auf [119] werden
im Folgenden die Scha¨digungsmodelle vorgestellt und zusammengefasst. Das
Hauptaugenmerk liegt dabei jedoch auf den makroskopischen Modellen, da
diese letztendlich in dieser Arbeit verwendet wurden. Die Porenwachstums-
modelle erscheinen aufgrund ihres Gleichgewichtscharakters nicht geeignet,
um ho¨chstdynamische Umform- und Spanprozesse abbilden zu ko¨nnen. Al-
le makroskopischen Scha¨digungsmodelle beru¨cksichtigen lokal vorliegende
Spannungen, Dehnungen und eventuell Temperaturen. Aufbauend auf dem
einachsigen Zugversuch und dem Einsetzen der Scha¨digung beim Auftre-
ten einer plastischen Instabilita¨t, wurden empirische Kriterien, die auf dem



































lokaler Effekt globaler Effekt
Duktiler Bruch
• makroskopische Kriterien
∗ Modelle des Porenwachstums
Bild 5.3: Verschiedene Bruchkriterien [119].
kritischer Wert der Forma¨nderungsenergie als Versagenskriterium eingefu¨hrt.
Ein ha¨ufig bei axialsymmetrischen Umformvorga¨ngen verwendetes Bruchkri-
terium ist das nach Cockcroft und Latham (normalisiert) [120]. Bei diesem
Kriterium wird angenommen, dass ein Bruch wa¨hrend des Umformvorganges







einen kritischen CCL-Wert erreicht. Dabei ist σ
∗ die maximale (Zug-) Span-
nung an der Bruchstelle, σ¯ ist die wahre Spannung und ε¯ die entsprechen-
de Dehnung. Die werkstoff- und verfahrensabha¨ngige Konstante CCL wird
meistens an Hand von einachsigen Zugversuchen ermittelt. So geben Dung
und Appeltower in [119] fu¨r die Aluminiumlegierung 2024 T351 fu¨r den Zug-
versuch einen CCL-Wert von 0,3 und fu¨r den Zylinderstauchversuch einen
Wert von 0,08 an.
Zu den ebenfalls weit verbreiteten Scha¨digungsmodellen in der Massivumfor-
mung geho¨rt das makroskopische Kriterium nach Oyane et al. [121]. Der bei
diesem Modell verwendete Scha¨digungsparameter entspricht der Forma¨nde-
rungsenergie eines poro¨sen Werkstoffes. Es wird dabei vorausgesetzt, dass
sich der lokale Spannungstensor σij nach folgender Gleichung auf das Volu-
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Die Funktion ho¨herer Ordnung f kann unter Vernachla¨ssigung aller Terme
zweiter Ordnung (Reduzierung auf Zug und Druck) zu folgendem Ausdruck










Dabei ist σm der hydrostatische Spannungsanteil. Bei Annahme eines
poro¨sen Werkstoffes, Integration und nachfolgende Variablensubstitution,







Der C0- und der B-Wert sind werkstoffabha¨ngige Konstanten. Der Wert
ε¯vf ist eine kritische Volumena¨nderungsgro¨ße, definiert auf der Basis einer
logarithmischen Dehnung, und die Funktion f ist abha¨ngig von der Dichte.
Von Oyane wurden die Konstanten C0 und B fu¨r Sta¨hle allgemein fu¨r den


















dε¯ = 0, 09 (5.27)
Auf eine Darstellung der Vielzahl der Erweiterungen des Modells durch an-
dere Autoren soll an dieser Stelle verzichtet werden. Zusammenfassend zeigt
sich, dass fast alle makroskopischen Bruchkriterien auf den Annahmen einer
großen plastischen Forma¨nderung und maximalen Zugspannungen als Ursa-
che fu¨r den duktilen Bruch beruhen [119]. Das Hauptproblem dieser Modelle
liegt darin, dass sich die Parameter nur problemgebunden fu¨r einen Umform-
prozess bestimmen lassen und sich der Riss rechnerisch immer an der Stelle
der kritischen Spannung und Forma¨nderung bildet. Ein mo¨glicherweise vor-
handener dreiachsiger Spannungszustand, insbesondere das Ausmaß eines
solchen Spannungszustandes, wird nur ungenu¨gend beru¨cksichtigt. Trotz-
dem werden diese Modelle in der Simulationspraxis ha¨ufig mit Erfolg ange-
wendet.
Die zweite Gruppe, die an dieser Stelle nur kurz genannt werden soll, bilden
die Bruchkriterien, die einen duktilen Bruch aufgrund von Porenwachstum
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und Vereinigung annehmen. Dazu wurden bereits Mitte der 60er Jahre von
McClintock [122] erste zweidimensionale Modelle erarbeitet. Ausgehend von
ebenen Poren mit kreisrunden Querschnitten, wurden diese Modelle weiter-
entwickelt, z.B. durch die Einfu¨hrung von elliptischen Volumenporen, die
auch zusammenwachsen ko¨nnen, oder der Beru¨cksichtigung des Matrixver-
sagens zwischen den Poren. Bekannte Vertreter dieser Scha¨digungsmodelle
sind die Modelle nach Rice und Tracey [123] oder Lemaitre und Chabo-
che [124]. Sehr ha¨ufig wird auch das 3D-Modell nach Gurson [125] und
dessen Erweiterung nach Tvergaard und Needleman [126] verwendet.
5.1.2 Stabilita¨tsanalyse u¨blicher Modelle und Modellauswahl
Ein Werkstoffmodell muss mit hinreichender Genauigkeit die wesentlichsten
Eigenschaften eines Werkstoffes widerspiegeln. Um eine konvergente nume-
rische Lo¨sung zu erreichen, ist ein konsistentes und stabiles Werkstoffmo-
dell notwendig, das in einem weiteren Parameterbereich zuverla¨ssige Werte
liefert. D.h. ein Werkstoffmodell darf auch bei randwertigen Eingangspa-
rametern keine Instabilita¨ten zeigen, die zu Konvergenzproblemen wa¨hrend
der Rechnungen fu¨hren ko¨nnen. Deshalb werden fu¨r alle Modelle mit Hilfe
des Programmsystems MathlabTM verschiedene numerische Stabilita¨tsana-
lysen durchgefu¨hrt. Dabei werden die Modelle nach Johnson-Cook, Zerilli-
Armstrong, Vinh, Hensel-Spittel, Litonski und Clifton untersucht. Es wur-
de unterschieden, ob die Parameter in physikalisch sinnvollen Grenzen oder
zur Maximierung des Bestimmtheitsmaßes R2 auch ”unsinnige” Werte, wie
negative Anfangsfließspannungen, annehmen du¨rfen. Dabei zeigt sich, dass
alle sechs Werkstoffmodelle bei der Verwendung physikalisch sinnvoller Pa-
rameter auch weit u¨ber den Eingangsparameterbereich hinaus stabil sind.
Lediglich wenn besondere Parameter, wie z.B. negative Anfangsfließspan-
nungen, zugelassen werden, fu¨hrt das bei allen Modellen dazu, dass es beim
Verlassen des Eingangsparameterfeldes zu Stabilita¨tsproblemen kommt. Ty-
pisch dafu¨r sind negative Fließspannungen bei extrem hohen Temperaturen
(T > 3000 K). Diese Temperaturen treten im Ergebnis der Rechnung nicht
auf. Trotzdem ko¨nnen solche Werte innerhalb einer Gleichgewichtsiteration
auftreten und dann zum Abbruch der Rechnung fu¨hren. Werden T , ε und
ε˙ auf das dem Modell zu Grunde liegende Parameterfeld beschra¨nkt, sind
auch diese Modelle mit den nichtphysikalischen Parametern stabil. Unter
Umsta¨nden ist es notwendig, um annehmbare R2 - Werte > 0,8 zu errei-
chen, nicht physikalisch basierte Werkstoffparameter zuzulassen, dabei aber
das Anwendungsgebiet in der Simulation durch numerische Maßnahmen zu
beschra¨nken.
Neben der Stabilita¨tsanalyse der Modelle wurden bereits in einer fru¨hen
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Phase der Arbeit Untersuchungen zur Eignung der sechs verschiedenen Mo-
delle fu¨r Hochgeschwindigkeitsspansimulationen durchgefu¨hrt. Dabei wurde
zuerst eine Serie Druckbelastungen am Stahl C45E bei neun unterschiedli-
chen Geschwindigkeitshorizonten durchgefu¨hrt und fu¨r diese Ergebnisse die
Parameter fu¨r die sechs Werkstoffmodelle identifiziert. Dabei ergaben sich
folgende Bestimmtheitsmaße R2, Tabelle 5.1 [127]. Das Bestimmtheitsmaß
Tabelle 5.1: Bestimmtheitsmaße fu¨r verschiedene Werkstoffmodelle fu¨r den Stahl
C45E unter Druckbelastung.
Modell Johnson/Cook Zerilli/Armstong Clifton Litonski Vinh Hensel/Spittel
R2 0,88 0,95 0,88 0,92 0,88 0,89
R2 gibt an, wie weit ein Modell die realen Messdaten widerspiegelt. Ein Wert
von eins bedeutet eine exakte Wiedergabe aller der Parameteriteration zu
Grunde liegenden Werte. Gleichzeitig ist ein Maximum des Bestimmtheits-
maßes das Iterationsziel der Parameteridentifikation. Es wird deutlich, dass
das Zerilli-Armstrong-Modell das gro¨ßte Bestimmtheitsmaß erreicht. Im Bild
5.4 sind die Messwerte im Vergleich zu den sechs verschiedenen Werkstoff-
modellen dargestellt. Es sind fu¨r die gezeigte Dehnungsgeschwindigkeit von
Bild 5.4: Vergleich verschiedener Werkstoffmodelle bei ε˙ = 1 s−1.
ε˙ = 1 s−1 keine wesentlichen Unterschiede zwischen den Modellen zu erken-
nen. Bei dieser Dehnungsgeschwindigkeit ist jedes der untersuchten Modelle
in der Lage, das gemessene Werkstoffverhalten mit einer sehr hohen Genau-
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Bild 5.5: Wiedergabe der Dehnratenempfindlichkeit verschiedener Werkstoffmodelle.
igkeit abzubilden. Bei einer genaueren Betrachtung der 0,2%-Fließgrenze
als Funktion der Dehnungsgeschwindigkeit ergibt sich ein anderes Bild, 5.5.
Die Modelle nach Clifton, Vinh, Hensel-Spittel und Johnson-Cook ko¨nnen
die Abha¨ngigkeit der Fließspannung von der Dehnungsgeschwindigkeit le-
diglich als lineare logarithmische Abha¨ngigkeit beschreiben. Das entspricht
jedoch ha¨ufig nicht dem realen Werkstoffverhalten. Bei Dehnungsgeschwin-
digkeiten u¨ber 10 s−1 zeigen diese Modelle bereits starke Abweichungen von
den Messwerten. Das Modell nach Litonski erlaubt zwar im halblogarithmi-
schen Diagramm eine nichtlineare Beschreibung der Fließspannung, aber die
gemessenen Fließspannungen werden stark unterbewertet. Nur das Zerilli-
Armstrong-Modell ist in der Lage, das reale Werkstoffverhalten hinreichend
genau wiederzugeben. Zusammenfassend betrachtet, bietet sich deshalb das
Zerilli-Armstrong-Modell fu¨r die Simulationen des Hochgeschwindigkeitsspa-
nens an. Es ist in einem weiten Parameterfeld stabil, erreicht die ho¨chsten
R2 - Werte und ist in der Lage, das progressiv zunehmende Fließspannungs-
verhalten auch bei den hohen Dehnungsgeschwindigkeiten abzubilden. Das
ist besonders wichtig, da bei der HSC-Bearbeitung Dehnungsgeschwindigkei-
ten von u¨ber 105 s−1 auftreten. Neben dem Zerilli-Armstrong-Modell wurde
fu¨r die FEM-Rechnung auch noch das Johnson-Cook-Modell als typischer
Vertreter eines Modells, das die Dehnungsgeschwindigkeit nur einfach lo-
garithmisch abbilden kann, ausgewa¨hlt. Das Johnson-Cook-Modell wurde
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wegen seiner starken Verbreitung in der Simulationstechnik verwendet. Als
dritte Mo¨glichkeit, um Vergleiche zwischen den verschiedenen Arten, Werk-
stoffkenndaten einzubinden, durchfu¨hren zu ko¨nnen, wurden die stu¨ckweise
(piecewise, pw) eingegebenen Fließkurven verwendet. Dabei werden Fließkur-
venscharen bei zehn Dehnungsgeschwindigkeitshorizonten und zwo¨lf Tempe-
raturhorizonten bis zu logarithmischen Dehnungen von drei eingegeben. Auf
der Dehnungsebene werden die Punkte im Abstand von 0,05 verwendet und
dazwischen linear interpoliert. Auf der Dehnungsgeschwindigkeitsachse wur-
de zwischen den einzelnen Dehnungsgeschwindigkeiten logarithmisch inter-
poliert. Das fu¨hrt zu einer Eingabematrix von ca. 7200 Fließspannungspunk-
ten. Die notwendigen Ableitungen werden im Fall der piecewisen Eingabe
der Werkstoffparameter vom Programmsystem selbst gebildet.
5.2 Werkstoffmodelle fu¨r die beiden untersuchten
Sta¨hle
Im Folgenden soll zuna¨chst die prinzipielle Vorgehensweise bei der Ermittlung
von Parametern fu¨r Werkstoffmodelle am Beispiel des Zerilli-Armstrong-
Modells fu¨r den Stahl 40CrMnMo7 beschrieben werden. Wenn vorausge-
setzt wird, dass eine Schockbelastung und damit eine eventuelle Mikrostruk-
turvera¨nderung im fu¨r die HSC-Bearbeitung relevanten Beanspruchungsge-
biet nicht auftritt, vereinfacht sich die Zerilli-Armstrong-Gleichung fu¨r krz-
Werkstoffe zu:
σ = ∆σG +B0 exp [(−β0 + β1 ln ε˙)T ] +K0 εn (5.28)
Es sind also sechs werkstoffabha¨ngige Parameter zu ermitteln: ∆σG, β0,
β1, B0, K0 und n. Fu¨r alle empirischen und semiempirischen Modelle ist
die Vorgehensweise zur Ermittlung dieser Parameter die gleiche. Zuna¨chst
muss der Bereich der Beanspruchungen fu¨r die Temperatur und die Deh-
nungsgeschwindigkeit festgelegt werden. In diesem Feld sind dann umfang-
reiche Messungen fu¨r eine bestimmte Beanspruchungsart wie Druck, Zug
oder Torsion durchzufu¨hren (siehe Kapitel 4). Fu¨r die Formulierung eines
geschlossenen Werkstoffmodells σ = f (ε, ε˙, T ) ist es notwendig, Ergebnisse
unterschiedlicher Beanspruchungsarten zusammenzufu¨hren. Um den Schwie-
rigkeiten bei der Zusammenfu¨hrung von Zug- und Druckdaten durch den
besonders beim Stahl C45E ausgepra¨gten Strength-Differential-Effect aus-
zuweichen, wurden lediglich Zugversuche bei erho¨hten Temperaturen mit
Druckversuchsdaten kombiniert. Bei erho¨hten Temperaturen verschwindet
der SD-Effekt nahezu vollsta¨ndig. U¨ber eine Berechnung einer Vergleichs-
spannung und einer Vergleichsdehnung mit Hilfe des unter Kapitel 3.1.3
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vorgestellten Konzeptes wurden die Zug- und Druckdaten mit den Torsions-
daten kombiniert. Damit wurde die Grundlage fu¨r die Berechnung bei hohen
Umformgraden von ϕ > 2 gelegt. Um Daten bei extrem hohen Dehnungs-
geschwindigkeiten in das Modell einzubinden, wurden die bei tiefen Tem-
peraturen durchgefu¨hrten Druckversuche u¨ber das Konzept der thermischen
Aktivierung auf hohe Dehnungsgeschwindigkeiten umgerechnet und in das
konstitutive Werkstoffmodell u¨berfu¨hrt. Die bei extrem hohen Dehnungs-
geschwindigkeiten von ε˙ > 105 s−1 durchgefu¨hrten Flyer-Plate-Versuche
wurden mit ihrer Fließspannung σ0,2 und einem u¨ber Parameteridentifikati-
on (ausgehend von 104 s−1 Fließkurven) bestimmten Verfestigungsverhalten
in das Werkstoffmodell eingebunden. Bei den Zug-, Druck- und Torsions-
versuchen wurde gezielt die Dehnungsgeschwindigkeit ε˙ variiert. Da bei der
HSC-Bearbeitung sehr große Temperaturen im Span auftreten, ist es not-
wendig, auch Versuche bei erho¨hten Temperaturen und gleichzeitig hohen
Dehnungsgeschwindigkeiten durchzufu¨hren. Bei den im Kapitel 4 zusam-
menfassend dargestellten Versuchen wurde die Temperatur zwischen -196 ◦C
und 1200 ◦C im Dehnungsgeschwindigkeitsbereich von 10−4 s−1 bis 104 s−1
variiert. Da es sich bei dem Modell nach Zerilli-Armstrong um ein geschlos-
senes Werkstoffmodell handelt, das die Fließspannung in Abha¨ngigkeit von
der Dehnung, der Temperatur und der Dehnungsgeschwindigkeit liefert, ist
es notwendig, die erhaltenen Spannungs-Dehnungs-Daten hinsichtlich ihrer
Augenblickstemperatur zu korrigieren. Bei Hochgeschwindigkeitsumformpro-
zessen verla¨uft der Versuch nahezu adiabatisch, da die Verformungszeit fu¨r
einen Wa¨rmeaustausch mit der Umgebung nicht ausreicht. Fu¨r Druckversu-
che an zylindrischen 1 : 1 Proben lassen sich folgende U¨berlegungen anstel-
len: Um abscha¨tzen zu ko¨nnen, ab wann ein Prozess adiabatisch verla¨uft,
kann aufbauend auf den Erkenntnissen von Zehnder et al. [128] fu¨r Sta¨hle
folgendes gezeigt werden: Danach ist ein Prozess nahezu vollsta¨ndig adiaba-
tisch, wenn die Fourierzahl F0 kleiner als 0,01 ist. Fu¨r F0 > 10 ist der Prozess
nahezu isotherm. Die Fourierzahl berechnet sich nach Gleichung 5.29 zu:
F0 ≡ α · t
l2
(5.29)
Dabei ist α die Wa¨rmeleitfa¨higkeit, t die Zeit und l die charakteristische
Probenla¨nge. Wird die Zeit t durch die Dehnrate ε˙ substituiert, berechnet
sich F0 wie folgt:
F0 ≡ α · s
ε˙ · l3 (5.30)
wobei s der Deformationsweg ist. Bei Annahme einer 50 %igen Verfor-
mung kann der U¨bergang vom isothermen zum adiabatischen Prozess be-
rechnet und das Ergebnis in Abha¨ngigkeit von der Probengro¨ße und der
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Dehnungsgeschwindigkeit grafisch dargestellt werden, Bild 5.6. Die Mehr-
Probendurchmesser d [mm]
















































Bild 5.6: Analytisch berechneter U¨bergang vom isothermen zum adiabatischen Ver-
such, gu¨ltig fu¨r Sta¨hle und eine Verformung um 50 %.
zahl der Druckversuche wurde mit Proben der Ho¨he 6 mm und dem Durch-
messer 6 mm durchgefu¨hrt. Fu¨r diese Probengro¨ße sind alle Versuche, die
mit einer Dehnungsgeschwindigkeit gro¨ßer 14 s−1 durchgefu¨hrt wurden, na-
hezu adiabatisch. Die kleinsten verwendeten Proben hatten die Abmessung
1 mm x 1 mm. Fu¨r diese Proben, die nur fu¨r Hochgeschwindigkeitshopkin-
sonversuche verwendet wurden, verschiebt sich der U¨bergang in den adia-
batischen Bereich zu Dehnraten von ca. ε˙ ≈ 500 s−1. Bei beiden Proben-
geometrien liegt die Grenze zum rein isothermen Prozess zwischen 10−1 und
10−3 s−1. Das Verhalten im U¨bergangsbereich war nicht bekannt.
Der gro¨ßte Teil der wa¨hrend des Versuchs erzeugten Verformungsener-
gie wird in Wa¨rme umgewandelt. Der restliche Teil der Energie tra¨gt zur
Erho¨hung der Gitterverzerrungsenergie infolge zunehmender Versetzungs-
dichte bei. Bei einem einfachen dynamischen Stauchversuch steigt die Tem-
peratur in der Probe nach Gleichung 5.31.
ρ · C · dT = θ · σ · dε (5.31)
Der Parameter θ gibt den in Wa¨rme umgewandelten Anteil der Verfor-
mungsarbeit an. σ ist der aktuelle Wert der Spannung, der allerdings bereits
durch den bisherigen Temperaturanstieg beeinflusst wurde. Von verschiede-
nen Autoren [116, 118, 129] wurde fu¨r Sta¨hle und fu¨r Kupfer ein Wert von
ca. 0,9...0,95 fu¨r den so genannten Taylor-Quinney-Faktor θ [130] ermittelt.
Wird die Definition des Taylor-Quinney-Faktors jedoch dahingehend erwei-
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tert, dass auch der Wa¨rmeabfluss und die Probengeometrie Einfluss auf den
sich ergebenden Wert haben, ergibt sich ein Energieumsatzfaktor η.
ρ · C · dT = η · σ · dε (5.32)
Der neu eingefu¨hrte Energieumsatzparameter η ist bei Dehnungsgeschwin-
digkeiten von > 103 s−1 identisch mit dem Taylor-Quinney-Parameter, der
eine adiabatische Umgebung fu¨r seine Bestimmung voraussetzt. Mit abneh-
mender Dehnungsgeschwindigkeit fa¨llt der Energieumsatzparameter η auf-
grund des Verlustes des rein adiabatischen Prozesscharakters und der damit
einhergehenden Wa¨rmeabgabe aus dem System ab. Da der Energieumsatz-
parameter η nicht bekannt ist, fu¨hrt dies zu Problemen bei der Ermittlung
der wahren Temperatur von Proben, von denen nur die Anfangstempera-
tur bekannt ist. Um ein exaktes Werkstoffmodell erstellen zu ko¨nnen, muss
zu jedem Zeitpunkt der Verformung die Temperatur in der Probe bekannt
sein, da die gemessene Spannung sehr stark durch die wirklich herrschende
Probentemperatur beeinflusst wird. Es ist deshalb notwendig, die wirkenden
Temperaturen wa¨hrend der Versuche zu bestimmen. Bei hohen Dehnungs-
geschwindigkeiten, also rein adiabatischen Prozessen, ist dies kein Problem,







∆T stellt die Temperaturerho¨hung in K, ρ die Dichte und Cv die Wa¨rme-
kapazita¨t dar. Das Integral der wahren Spannung u¨ber der wahren Dehnung
repra¨sentiert die gesamte aufgebrachte plastische Umformarbeit. Bei einem
adiabatischen Stauchversuch einer zylindrischen Probe kann die Temperatur
in Abha¨ngigkeit von der Werkstofffestigkeit bei einer Gesamtverformung von
50 % und einer mittleren Fließspannung von 1500 MPa um bis zu 300 ◦C stei-
gen und die notwendige Fließspannung des Werkstoffes sinkt entsprechend
ab. Um den Parameter η fu¨r ε˙ < 103 s−1 zu bestimmen, wurden aufbauend
auf Arbeiten von Vural et al. [131] und Hahn [132] isotherme Druckversuche
durchgefu¨hrt. Dazu wurden gestufte Druckversuche bei unterschiedlichen
Dehnungsgeschwindigkeiten durchgefu¨hrt. Nach jeder Stufe wurde die Pro-
be auf RT abgeku¨hlt und dann der na¨chste Verformungsschritt vorgenom-
men. In Bild 5.7 sind diese verschiedenen Versuchsabla¨ufe vergleichend dar-
gestellt. Die durchgezogene Linie stellt das Spannungs-Stauchungsverhalten
bei kontinuierlicher Verformung dar, bei der es durch die erzeugte Wa¨rme zu
einer Beeinflussung der Fließspannung kommt. Die gestrichelten Linien zei-
gen die gemessenen Fließspannungsverla¨ufe des in neun Versuche unterteil-
ten und damit schrittweise durchgefu¨hrten quasi-isothermen Druckversuchs.
Aus den Anfangsfließspannungen der Einzelversuche la¨sst sich eine isotherme
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Bild 5.7: Vergleich isothermer und adiabatischer Fließkurven [133], Stahl C45E,
ε˙ ≈ 1 s−1.
Fließspannungs-Stauchungs-Kurve konstruieren. Es wird deutlich, dass die
isotherme Fließkurve bei einem Umformgrad von ≈ 0,7 ca. 100 MPa u¨ber der
”adiabatischen” (kontinuierlichen) Fließkurve liegt. Die im kontinuierlichen
Versuch ermittelte Fließspannungskurve zeigt mit zunehmender Verformung
gegenu¨ber der isothermen Kurve eine geringere Fließspannung aufgrund ei-
ner Temperaturerho¨hung um ca. 170 ◦C . Dabei ist es unwichtig, ob der
Versuch rein adiabatisch oder im U¨bergangsbereich abla¨uft. Ausschlagge-
bend fu¨r diese Unterbewertung der isothermen Fließspannung ist allein die
Temperaturerho¨hung der Probe wa¨hrend des Versuches, unabha¨ngig davon,
ob mit oder ohne Wa¨rmeableitung in die Stauchbahn hinein. In [132] wur-
de folgender Ansatz zur dehnungsgeschwindigkeitsabha¨ngigen Beschreibung
des Energieumsatzparameters η vorgeschlagen, Gleichung 5.34:
η (ε˙) = θ {1− exp [− (p · ε˙)q]} (5.34)
Die beiden Konstanten p und q mu¨ssen mit Hilfe der oben beschriebenen
isothermen Versuche bestimmt werden. Werden Gleichung 5.33 und 5.34
kombiniert, ergibt sich fu¨r die Berechnung der Temperaturerho¨hung wa¨hrend
des Versuches folgender mathematischer Zusammenhang, Gleichung 5.35:
∆T =
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Zur Verbesserung der numerischen Stabilita¨t der verwendeten konstituti-
ven Beschreibung wurde anstelle der absoluten eine normierte Dehnungsge-
schwindigkeit ε˙ = 10−12 s−1 eingefu¨hrt. Eine Parameteridentifikation, aus-
gehend von kontinuierlichen Versuchen, bei denen die Temperatur in allen
Materialmodellen durch den Ausdruck T = TStart + ∆ T ersetzt wurde,
fu¨hrte zu einem p - Wert von 1 und zu einem q - Wert von ≈ 0,3. Als Beispiel
ist in Gleichung 5.36 das modifizierte Zerilli-Armstrong-Modell dargestellt.
σ = ∆σG +K0ε
n +B0 exp [−β0 + β1 ln (ε˙)] · ... (5.36)
... · exp






Aus Gleichung 5.36 ist ersichtlich, dass die Temperaturerho¨hung im Werk-
stoffmodell selbst durch einen von der plastischen Arbeit und einen
wa¨rmeleitungs- bzw. dehnungsgeschwindigkeitsabha¨ngigen Term beru¨ck-
sichtigt wird. Beim Einsetzen der ermittelten Parameter p und q und an-
schließender herko¨mmlicher Parameteriteration mit unmodifizierten Model-
len ergeben sich Modellparameter, die die isothermen Fließkurven exakt
nachbilden ko¨nnen, d.h. auf diese Art und Weise kann der genaue Verlauf
des η(ε˙)-Parameters fu¨r einen weiten Dehnungsgeschwindigkeitsbereich be-
stimmt werden. Dieser Verlauf ist in Bild 5.8 dargestellt und ist mit Hilfe der
Gleichung 5.34 und den beiden ermittelten Parametern p und q bestimmt
worden. Dieses Bild zeigt, dass der Wert von η bei Dehnraten kleiner als
10−3 s−1 gegen null tendiert. Dagegen la¨uft er bei Dehnraten gro¨ßer als
102 s−1 in eine Sa¨ttigung gegen den Wert des Taylor-Quinney-Parameters
θ von 0,95. In U¨bereinstimmung mit Bild 5.6, Bereiche der isothermen und
adiabatischen Prozessbedingungen, zeigt sich zwischen ε˙ = 10−2 s−1 und
101 s−1 eine starke Abha¨ngigkeit des Energieumsatzes aufgrund der Wa¨rme-
leitungseffekte von der Dehnrate bzw. der Versuchsdauer, der Probengro¨ße
und des Werkstoff-Wa¨rmeleitvermo¨gens.
Meyer et al. [127] konnten zeigen, dass es mit Hilfe dieser Methode fu¨r be-
stimmte Anwendungsfa¨lle der numerischen Simulationen, wie z.B. dem Kalt-
fließpressen, sogar mo¨glich ist, die Temperatur ga¨nzlich aus dem Werkstoff-
modell zu entfernen und den Abfall der Fließspannung durch die plastische
Verformungsarbeit dehnungsgeschwindigkeitsabha¨ngig im Werkstoffmodell
selbst zu beru¨cksichtigen. Dies verringert den experimentellen Aufwand fu¨r
die Ermittlung von Werkstoffmodellen und fu¨hrt außerdem bei thermisch se-
quenziell gekoppelten FE-Rechnungen zu einer deutlichen Reduzierung der
Rechenzeit.
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Bild 5.8: Verlauf des Energieumsatzfaktors η als Funktion der Dehnungsgeschwindig-
keit fu¨r den Stahl C45E und einer Probengeometrie von 6 mm x 6 mm.
Die eigentliche Parameterbestimmung fu¨r alle empirischen oder semiempiri-
schen Werkstoffmodelle erfolgt mit Hilfe einer mehrdimensionalen nichtlinea-
ren Regression nach der Methode der kleinsten Fehlerquadrate. Dabei ist die
Fließspannung σ immer die Zielvariable. Die Gu¨te der erhaltenen Parameter
(insbesondere hinsichtlich der numerischen Modellstabilita¨t) ha¨ngt sehr von
den gewa¨hlten Startparametern, den Parameterschranken und den Abbruch-
kriterien ab. Zur Beurteilung der Gu¨te einer solchen Regression wird i.A. das
so genannte Bestimmtheitsmaß R2 herangezogen. Bei R2 - Werten von 0,8
wird oft in der Literatur von einer ausreichenden Genauigkeit ausgegangen,
was jedoch aufgrund der teilweise großen Abweichungen als zu niedrig an-
genommen erscheint. Bessere U¨bereinstimmungen liegen bei R2 mit > 0,9
vor. Um eine gute U¨bereinstimmung der Modelle mit den Experimenten zu
erzielen, mu¨ssen bei allen Dehnungsgeschwindigkeitshorizonten die gleiche
Anzahl von Experimenten vorliegen oder bei einer ungleichma¨ßigen Vertei-
lung Wichtungen eingefu¨hrt werden. Im Bild 5.5 ist gezeigt, dass bei der hier
vorgenommenen ungewichteten Regression der Wert bei ε˙ = 104 s−1 nicht
genu¨gend durch das Modell abgebildet wird. Dies ist auf die hohe Anzahl von
experimentellen Daten bei langsameren Dehnungsgeschwindigkeiten zuru¨ck-
zufu¨hren. An dieser Stelle la¨sst sich eine Verbesserung der Modelldaten durch
eine entsprechende mehrfache Wichtung des Versuches bei ε˙ = 104 s−1 er-
reichen.
Aufgrund eines bei beiden Werkstoffen relativ stark ausgepra¨gten SD-
Effektes wurde zuna¨chst je ein Modell fu¨r den Zug- und den Druckbean-
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spruchungsfall aufgestellt. Da die Fließspannung σ = f(ε, ε˙, T ) ist, ist das
Modell nicht mehr in der Ebene darstellbar. In Bild 5.9 sind die ra¨umlichen
Fließkurvenmodelle in Abha¨ngigkeit von ε und ε˙ bei RT und 600 ◦C fu¨r beide
Werkstoffe gezeigt. Die Gu¨ltigkeitsgrenzen sind durch die Achsenbeschriftun-
Bild 5.9: Fließfla¨chen der Sta¨hle C45E und 40CrMnMo7.
gen gegeben. Es wird deutlich, dass die Dehnungsgeschwindigkeitsempfind-
lichkeit des Stahls 40CrMnMo7 auch bei hohen Temperaturen zu etwa 50 %
erhalten bleibt, wohingegen sie beim Stahl C45E bei erho¨hten Temperaturen
nahezu vollsta¨ndig verschwindet. Beim Vergleich der berechneten Zug- und
Druckfließkurven fu¨r den Stahl 40CrMnMo7 bei RT und einer Dehnrate von
1 s−1 wird der SD-Effekt deutlich, Bild 5.10. Zusa¨tzlich fa¨llt auf, dass die
Modelle oberhalb ε = 0, 2 stark auseinander laufen. Dies gilt insbesondere
fu¨r den Stahl 40CrMnMo7 und ist beispielhaft in Bild 5.10 dargestellt. Die
Ursache fu¨r dieses Verhalten liegt in den unterschiedlichen Gu¨ltigkeitsberei-
chen der Zerilli-Armstrong-Modelle (ZA-Modelle) begru¨ndet. Aufgrund der
relativ kleinen Gleichmaßdehnung des Stahls 40CrMnMo7 kann nur ein klei-
ner Bereich der Dehnung (max. 0,2) zur Berechnung der Materialkonstanten
herangezogen werden, da eine Auswertung der Zugversuche u¨ber die Gleich-
maßdehnung hinaus auch bei einer Korrektur nicht zula¨ssig ist (siehe Kapitel
3.1.1). Aus diesem Grund wird der Bereich der hohen Verformungen vom
Werkstoffmodell, das auf den Zugdaten basiert, stark u¨berscha¨tzt. Da es
bei der Simulation des Hochgeschwindigkeitsspanens zu Verformungen von
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Bild 5.10: Vergleich der Zug- und Druck- Zerilli-Armstrong-Modelle fu¨r den Stahl
40CrMnMo7, ε˙ =1 s−1, RT.
ϕ > 2 kommt, hat dies natu¨rlich Einfluss auf die Ergebnisse der numerischen
Simulation. Um den Einfluss dieser U¨berbewertung der Fließspannungen bei
hohen Dehnungen zu quantifizieren, wurden Simulationen des Orthogonal-
schnitts am Werkstoff C45E mit verschiedenen Zerilli-Armstrong-Modellen
durchgefu¨hrt. Die Ergebnisse der berechneten Spanform sind in Bild 5.11












Bild 5.11: Ergebnisse der Variationsrechnungen mit verschiedenen Werkstoffmodellen.
sieren die Modelle A und B hauptsa¨chlich auf reinen Druckdaten. Lediglich
die Versuche des Warmzughopkinsons wurden in diese Modelle integriert.
Modell B wurde als ZA-Modell in der Simulation verwendet. Um einen Mo-
delleinfluss auf das Rechenergebnis auszuschließen, wurden die dem Modell
B zugrunde liegenden Fließkurven noch einmal in Modell A als piecewise ein-
gegebene Daten beru¨cksichtigt. Die Rechnung zeigt den Span nach einem
simulierten Spanweg von 6,8 mm. Durch Quickstopp-Versuche ist bekannt,
dass der reale Span nach einem Spanweg von ca. 7,1 mm in Kontakt mit
der Werkstu¨ckoberfla¨che tritt. Es wird deutlich, dass die beiden Simulatio-
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nen, die nur auf Zug- und Druckversuchen basieren, nicht mit dem Versuch
u¨bereinstimmen. Nur die Simulation, die auf Zug-, Druck- und Torsionsdaten
basiert, fu¨hrt zu einer sehr guten U¨bereinstimmung (Simulation 6,8 mm; real
7,1 mm bis Selbstkontakt) mit den durchgefu¨hrten Quickstopp-Versuchen.
Aufbauend auf diesen Erkenntnissen wurde die unter Kapitel 3.1.3 vorgestell-
te Hochgeschwindigkeitstorsionsmaschine entwickelt, um verla¨ssliche Daten
fu¨r die Modellbildung zur Verfu¨gung zu stellen. Diese Daten wurden in das
bestehende Werkstoffmodell integriert. Fu¨r das ZA-Modell sind die ermit-
telten Parameter in Tabelle 5.2 zusammengefasst: Die Integration der Fließ-
Tabelle 5.2: Konstanten des ZA-Werkstoffmodells fu¨r den Stahl C45E und den Stahl
40CrMnMo7.
Material ∆σG B0 β0 β1 K0 n
C45E 600 1288 0,0036344 0,00012128 452 0,5056
40CrMnMo7 83 826 0,00494 0,00022 1202 0,382
spannungswerte bei hohen Verformungen (bis zu ϕ > 2) war nicht ohne eine
Verschlechterung des Bestimmtheitsmaßes R2 mo¨glich, da die Fließkurven
insbesondere bei hohen Temperaturen in eine Sa¨ttigung liefen, die das ZA-
Modell nur unzureichend abbilden kann. Aus diesem Grund wurde ein Teil
der Simulationen mit piecewise eingegebenen Werkstoffdaten gerechnet. Die
Werkstoffmodelle der beiden Werkstoffe basieren auf Zug-, Druck- und Tor-
sionsdaten sowie auf Ergebnissen von Flyer-Plate-Versuchen. Die gute U¨ber-
einstimmung der Modelle mit den experimentellen Daten wird in den Bildern
5.12 und 5.13 deutlich. In beiden Bildern sind die 0,2 %-Fließgrenzen zusam-
Stahl C45E
Dehnungsgeschwindigkeit [s ]-1




























Bild 5.12: Fließspannung des Stahls C45E in Abha¨ngigkeit von der Dehnungsgeschwin-
digkeit und Vergleich mit Modelldaten.
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Stahl 40CrMnMo7
Dehnungsgeschwindigkeit [s ]-1


























Bild 5.13: Fließspannung des Stahls 40CrMnMo7 in Abha¨ngigkeit von der Dehnungs-
geschwindigkeit und Vergleich mit Modelldaten.
men mit den aus Flyer-Plate-Versuchen abgeleiteten Fließspannungen (siehe
Kapitel 3.1.5) fu¨r beide Werkstoffe u¨ber der Dehnungsgeschwindigkeit dar-
gestellt. Es wird fu¨r beide Werkstoffe eine sehr gute U¨bereinstimmung zwi-
schen Modell und Experiment deutlich. Diese gute U¨bereinstimmung wurde
aber nur fu¨r das ZA-Modell erreicht, welches es ermo¨glicht, die Fließspan-
nung mit einem progressiven Verlauf in der halblogarithmischen Spannungs-
Dehnungsgeschwindigkeits-Beziehung darzustellen. Das ebenfalls untersuch-
te Modell nach Johnson-Cook ist dazu nicht in der Lage. Beim JC-Modell
wurde aber durch eine Wichtung der Eingangsdaten darauf geachtet, dass
im HSC-relevanten Dehnratenbereich von ε˙ > 101 s−1 eine gute U¨berein-
stimmung zwischen Modell und Experimenten vorliegt.
Als Grundlage fu¨r die gekoppelten Gefu¨gesimulationen wurden die in Bild
5.14 gezeigten Zeit-Temperatur-Umwandlungsschaubilder verwendet. Zeit-
Temperatur-Aufheiz-Schaubilder waren fu¨r beide Werkstoffe im relevanten
Aufheizgeschwindigkeitsbereich von ca. 106 K/s nicht verfu¨gbar (siehe Ka-
pitel 6.1).
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Bild 5.14: Die in der Simulation verwendeten ZTU Diagramme.
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5.3 Zerspankraftmodelle
Da die Modellierung von Zerspankra¨ften beim Hochgeschwindigkeitsspanen
nicht Schwerpunkt der Arbeit war, soll hier nur ein kurzer U¨berblick u¨ber
analytische und empirische Schnittkraftmodelle gegeben werden. Auf die-
ses Kapitel wurde bereits unter Kapitel 4.2.1 verwiesen, da eine Darstellung
der Zerspankraftmodelle dort nicht zweckma¨ßig erschien. Einen U¨berblick
u¨ber die u¨blichen Modelle gibt [3]. Fu¨r alle bekannten analytischen Mo-
delle zur Berechnung der Zerspankraft ist es notwendig, den Scherwinkel
zu kennen. Bei Quickstopp-Untersuchungen kann dieser Winkel aus Span-
wurzeluntersuchungen abgeleitet werden. Der Scherwinkel kann auch aus
der Spanstauchung berechnet werden. In jedem Fall ist die Durchfu¨hrung
von Experimenten notwendig, um analytisch eine Schnittkraft bestimmen zu
ko¨nnen. Alle nachfolgend betrachteten Modelle gehen von einem Orthogo-
nalspanprozess aus. Fu¨r den Orthogonalschnitt wird neben einer konstanten
Spanungsdicke auch von einer wesentlich gro¨ßeren Spanungsbreite als Spa-
nungsdicke ausgegangen. Außerdem wird der gesamte Prozess als plastischer
Fließvorgang angenommen, so dass nur die Fließspanbildung fu¨r die Anwen-
dung der analytischen Modelle herangezogen werden kann. Die klassischen
Theorien basieren auf Lee und Shaffer [134] (Fließlinienmodell) und Mer-
chant [135, 136] (Scherebenenmodell). Das ha¨ufig verwendete Modell nach
Merchant geht davon aus, dass sich die Scherung γ aus dem Verha¨ltnis der
Werkstoffgeschwindigkeit in Richtung der Scherebene (vSE) und der Werk-







sin β · cos (β − α) (5.37)
In Bild 5.15 sind die Werkstoffgeschwindigkeiten und die Kra¨fteverteilung
nach Merchant dargestellt. Grundlage des Modells nach Merchant ist das
Gleichgewicht der resultierenden Kra¨fte an der Schneide FZ = F
′
Z . Darauf
aufbauend und bei Betrachtung des Problems als Minimalenergieansatz, er-
gibt sich folgende Endgleichung fu¨r die Berechnung der Schnittkraft.
Fc =
τ0,2 · h · b
sin β
(1 + cos β) =




4 − δ + α
) · (1 + cot (pi
4
− δ + α
))
(5.38)
Dabei ist τ0,2 die 0,2 %-Scherfließgrenze, h die Spanungsdicke und b die
Spanungsbreite. In der zerspanungstechnischen Praxis wird diese Scherfließ-
grenze aus der einachsigen Fließgrenze σ0,2 entweder nach v. Mises oder
Tresca bestimmt und als ideal plastisch angenommen. Da jedoch diese An-



















VSA    ...    Spanablaufgeschwindigkeit
VSE    ...    Werkstoffgeschwindigkeit 
  in Richtung der Scherebene
VSE_N ...    Werkstoffgeschwindigkeit senkrecht
  zur Scherebene
VC     ...    Schnittgeschwindigkeit
FZ   ...  resultierende Kraft an der Schneide
FC   ...  Schnittkraftδ     ...  Reibwinkel (tan δ = µ)
FP   ...  Passivkraft
FTβ  ...  Scherebenenkraft
FNβ  ...  Scherebenennormalkraft
δ−α
 
Bild 5.15: Merchant-Modell, Werkstoffgeschwindigkeiten und Kraftverteilung.
nicht exakt sind, eignet sich dieses Modell nur zur groben Abscha¨tzung der
sich einstellenden Schnittkraft Fc. Es existieren eine Reihe von Erweiterun-
gen fu¨r das Modell nach Merchant, z.B. das erweiterte Modell von Molina-
ri [77]. Dieses Modell beruht auf der eindimensionalen Beschreibung eines
Geschwindigkeitsfeldes mit an den Zerspanprozess angepassten Randbedin-
gungen. Das Molinari-Modell beru¨cksichtigt das Ver- und Entfestigungsver-
halten des Werkstoffes in Abha¨ngigkeit von der Temperatur, der Scherung
und der Dehnrate. Die in der Scherzone herrschende Scherspannung wird
demnach wie folgt beschrieben, Gleichung 5.39.
τ = k · (γ + γ0)n · (γ˙)m · T v (5.39)
Anstatt des Werkstoffmodellansatzes von Molinari lassen sich auch ande-
re Werkstoffmodelle wie z.B. nach Zerilli und Armstrong [107] oder John-
son und Cook [106] verwenden, siehe Kapitel 5.1.1.1. Auch eine Kopplung
mit dem MTS oder anderen mikrostrukturell basierten Werkstoffmodellen
ist denkbar. 1973 wurde erstmals von Arndt [137] die bei HSC-Prozessen
ha¨ufig beobachtete adiabatische Scherung in ein Schnittkraftmodell integ-
riert. Nach Arndt kommt es mit steigender Schnittgeschwindigkeit zum
Schmelzen kleiner Volumina infolge adiabatischer Scherung und zu einer ver-
formungsratenabha¨ngigen Werkstoffentfestigung und Temperaturerho¨hung.
In den letzten zehn Jahren ist die Entstehung adiabatischer Scherba¨nder
beim Spanen von verschiedensten Autoren untersucht worden [138–140].
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Eine umfassende Theorie konnte jedoch bisher nicht aufgestellt werden.
Neben den analytischen Modellen existieren auch empirische Modelle, die
ha¨ufig zur Schnittkraftmodellierung herangezogen werden. Das Zerspan-
kraftmodell nach Victor und Kienzle [98] (Gleichung 4.2) wurde als be-
kanntestes und am ha¨ufigsten eingesetztes analytisches Zerspankraftmodell
bereits in Kapitel 4.2.1 eingefu¨hrt. Die Schnittkraftgleichung nach Victor und
Kienzle wurde von verschiedensten Autoren durch Korrekturfaktoren beru¨ck-
sichtigt. Der Einfluss einer Hochgeschwindigkeitsbearbeitung konnte durch
die Einfu¨hrung eines fHSC-Korrekturfaktors fu¨r unterschiedliche Werkstoffe
in [3] erfolgreich beschrieben werden.
6 FE-Simulation des HSC-Fra¨sens
Fu¨r die numerische Simulation von Zerspanvorga¨ngen ist es notwendig, ne-
ben qualitativ hochwertigen und verla¨sslichen Werkstoffmodellen, die bei
fu¨r diese Vorga¨nge relevanten Randbedingungen hinsichtlich der Tempera-
tur, der Dehnung sowie der Dehnungsgeschwindigkeit ermittelt wurden und
diese Eigenschaften hinreichend genau abbilden, eine Simulationssoftware zu
verwenden, die alle relevanten Effekte beim Spanen beru¨cksichtigt und in der
Simulation abbildet.
Um die Einflussgro¨ßen auf die Simulationsergebnisse u¨berschaubar zu hal-
ten, wurde zuna¨chst damit begonnen, den im Kapitel 4.2.1 vorgestellten
Quickstopp-Versuch, also den Orthogonalschnitt, zu simulieren. Fu¨r diesen
Versuch lagen umfangreiche experimentelle Ergebnisse in Form von Span-
formen, gemessenen Spankra¨ften usw. vor, die mit den in der Simulati-
on erhaltenen Werten verglichen werden konnten. Alle im nachfolgenden
Kapitel beschriebenen Simulationen von Spanvorga¨ngen wurden mit dem
Programmsystem DeformTM erstellt. Dieses Programmsystem wurde ver-
wendet, weil es als einziges der zur Verfu¨gung stehenden Simulationstools
u¨ber einen automatischen Remesher verfu¨gt. Fu¨r die anderen vorhandenen
FE-Systeme stand diese fu¨r diese Art der Simulationen (große plast. Verfor-
mungen) notwendige Funktionalita¨t nicht zur Verfu¨gung. Bei diesem Simula-
tionssystem handelt es sich um ein implizit rechnendes Lagrangesystem, das
die Kopplung zwischen Verformung, Temperatur, Gefu¨geumwandlung, che-
mischer Zusammensetzung (Kohlenstoffgehalt), induktiver Erwa¨rmung und
Umgebungsatmospha¨re erlaubt und fu¨r den Anwendungsfall der Massivum-
formung konzipiert wurde. Fu¨r die hier im Rahmen dieser Arbeit vorgestellten
Rechnungen wurde nur eine Kopplung der Temperatur des Werkstu¨cks und
des Wa¨rmeabflusses in das Werkzeug hinein beru¨cksichtigt. Fu¨r einige we-
nige Rechnungen wurden auch die Gefu¨geumwandlungen von Ferrit+Perlit
in Austenit und zuru¨ck beru¨cksichtigt und versucht, die Ha¨rte des Werk-
stoffes nach der Umformung abzuscha¨tzen. Das Programmsystem liegt in
einer 2D- und einer 3D-Variante vor. Dabei wird leider nur im 2D-System
ein Selbstkontakt1 des Werkstu¨cks korrekt beru¨cksichtigt. Diese Tatsache
bringt deutliche Einschra¨nkungen fu¨r die Verwendbarkeit des 3D-Systems
1Elemente haben Kontakt zu Elemente aus dem gleichen Netz, die nicht ihre urspru¨nglichen Nachbarn sind.
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fu¨r Spansimulationen.
Nachdem die Simulation des Orthogonalschnitts erfolgreich verlief, wurden
weitere Simulationen an Hand eines realen Spanvorganges (Kugelkopffra¨sen)
fu¨r den Werkstoff C45E durchgefu¨hrt. Diese Ergebnisse sind in Kapitel 6.2
zusammenfassend dargestellt.
Die unter Kapitel 5.1 vorgestellten Werkstoffmodelle, die fu¨r die Simulati-
on verwendet werden sollten, lagen jedoch nicht als vordefinierte Modelle
im DeformTM vor. Das Programmsystem erlaubt jedoch durch eigene User-
Subroutinen, die in FORTRAN zu programmieren sind, die Implementierung
eigener Materialgesetze. Dafu¨r ist es notwendig, neben der geschlossenen
Formulierung der Fließspannung in Abha¨ngigkeit von der Temperatur, der
Dehnung und der Dehnungsgeschwindigkeit, Ableitungen nach der Dehnung
und nach der Dehnungsgeschwindigkeit in die FORTRAN-Routine zu u¨ber-
nehmen.













ε˙ · exp(β0T)exp(β1T ln ε˙) (6.2)
Die Ableitungen der Johnson-Cook Gleichung 5.7 lauten:
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Diese Gleichungen wurden in die Userroutinen des Simulationssystems mit
den unter 5.1 ermittelten Parametern fu¨r die Sta¨hle 1.1191 und 1.2311 ein-
gefu¨gt. Beide Modelle wurden so programmiert, dass ein Umschalten zwi-
schen einer isotropen und einer kinematischen Verfestigung mo¨glich ist. Ne-
ben der Fließkurve wurden weitere Werkstoffkennwerte in Abha¨ngigkeit von
der Temperatur in die FORTRAN Routine implementiert. Dazu geho¨ren der
E-Modul, der Wa¨rmeausdehnungskoeffizient, die Wa¨rmeleitfa¨higkeit und die
Wa¨rmekapazita¨t. Die Querkontraktionszahl und der Emissionsgrad wurden
unabha¨ngig von der Temperatur beru¨cksichtigt. Dies bringt jedoch keine
Einbußen hinsichtlich der Gu¨te der Simulation. Die typische Dauer fu¨r das
Abheben eines Spans beim Hochgeschwindigkeitsspanen betra¨gt ca. 0,0001
bis 0,0005 s, so dass die Wa¨rmeabgabe durch Strahlung vernachla¨ssigt wer-
den kann.
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6.1 Simulation des gestoppten Spanversuchs
Aufbauend auf die im Kapitel 4.2 vorgestellten Ergebnisse bei den
Quickstopp-Versuchen an den Sta¨hlen 1.1191 und 1.2311 wurden FE-
Simulationen des Spanbildungsvorganges durchgefu¨hrt. Dabei wurde der
unter Kapitel 4.2 vorgestellte Versuch exakt modelliert. Alle Rechnungen
bilden den Orthogonalschnitt ab, wobei die Spanungsbreite in allen Rech-
nungen analog zu den durchgefu¨hrten Versuchen 2,5 mm betrug. Es wurde
bei den einzelnen Simulationen eine Vielzahl von Parametern variiert, um
den qualitativen sowie den quantitativen Einfluss dieser Parameter bewerten
zu ko¨nnen. Neben der Variation der Prozessvariablen wie Spanungsdicke,
Schnittgeschwindigkeit, Spanweg, dem Schneidkantenradius und natu¨rlich
dem Werkstoff wurden auch Parameter gezielt vera¨ndert, die nur in der Si-
mulation variiert werden ko¨nnen, wie die Reibung, der Wa¨rmeu¨bergang, die
Wa¨rmeleitung, das Verfestigungsverhalten (isotrop oder kinematisch) sowie
das verwendete Werkstoff- bzw. Scha¨digungmodell.
Um die Realita¨tsna¨he der Simulationen bewerten zu ko¨nnen, wurden Ver-
gleiche mit den im realen Versuch ermittelten Kenndaten durchgefu¨hrt. Der
Versuch stellt zuna¨chst zwei wesentliche Kenngro¨ßen zur Verfu¨gung, die sich
fu¨r direkte Vergleiche mit den Ergebnissen der FEM-Berechnungen anbieten.
Als erstes ist dabei die wa¨hrend der Versuche ermittelte Schnittkraft zu nen-
nen. Sie erlaubt eine Abscha¨tzung, inwieweit das ”Gesamtpaket” der Simula-
tionsparameter den realen Versuch widerspiegelt. Neben den Schnittkra¨ften
gibt die im Rahmen der Dissertation von Frohmu¨ller [141] durchgefu¨hrte
Temperaturmessung Hinweise auf die real vorliegenden Temperaturen beim
Hochgeschwindigkeitsspanen, und es kann mit den Temperaturen aus der
FE-Simulation verglichen werden. Zusa¨tzlich zu den Schnittkra¨ften und den
Temperaturen kann auch noch die sich einstellende Spanform zur Beurtei-
lung der FE-Ergebnisse dienen. Insbesondere bei segmentierten Spa¨nen wird
deutlich, ob das verwendete Scha¨digungsmodell den realen Vorgang hinrei-
chend genau abbildet. Bei Fließspa¨nen kann der Rundungsradius des Spans
zur Auswertung herangezogen werden. Mit Hilfe der Untersuchungen aus Ka-
pitel 4.2.2 lassen sich die lokal im Span vorliegenden Dehnungen ebenfalls
mit den Simulationsergebnissen vergleichen. Das genaueste Ergebnis wird
von der Methode der Visioplastizita¨t erwartet. Mit Hilfe dieser Auswertung
wird es mo¨glich, die lokale Dehnungsverteilung im gesamten Span mit den
Simulationsergebnissen direkt zu vergleichen. Aufgrund der sich einstellen-
den Spanform ist dies nur bei dem Stahl 1.1191 mo¨glich. Die segmentierten
Spa¨ne des Stahls 1.2311 lassen eine Auswertung mit Hilfe der Visioplastizita¨t
nicht zu.
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6.1.1 Ergebnisse der Simulation - Stahl C45E
Die Mehrzahl der im Rahmen dieser Arbeit durchgefu¨hrten numerischen
Simulationen befassen sich mit der Abbildung des unter Kapitel 4.2 be-
schriebenen gestoppten Spanversuches am Werkstoff C45E. Die Ergebnis-
se sollen in diesem Kapitel zusammenfassend dargestellt werden. Bei allen
durchgefu¨hrten Simulationen (2D und auch 3D) wurden die gleichen Ma-
terialmodelle verwendet. Sowohl fu¨r den Stahl C45E als auch fu¨r den Stahl
40CrMnMo7 sind die unter Kapitel 5.2 erarbeiteten Modelle verwendet wor-
den. Wie bereits gezeigt, war es zwingend notwendig, Materialdaten bei
hohen Verformungen in die Modelle zu integrieren, um realita¨tsnahe Simu-
lationsergebnisse erreichen zu ko¨nnen. Ein Remeshingschritt wurde alle zehn
Simulationsschritte erzwungen. Beim Remeshing wird ein neues FE-Netz ge-
neriert und die Daten vom alten Netz auf das neue FE-Modell interpoliert.
Ein adaptives Remeshing oder auch ein Arbitrary-Lagrange-Euler (ALE)-
Netz, eine Kopplung der Lagrange- als auch der Euler-Methode (Lagrange
außen, Euler innen), reicht fu¨r eine Zerspansimulation nicht aus. Bei der
Netzerzeugung muss darauf geachtet werden, dass es zu keinem Volumen-
verlust im Modell kommt, da dies zu Energie- bzw. Konvergenzproblemen
fu¨hrt. Deshalb wurden alle Remeshingschritte bei den 3D-Simulationen mit
einer zwingend notwendigen Volumenkompensation gekoppelt. Fu¨r die 2D-
Rechnung war dies im verwendeten Simulationssystem nicht mo¨glich. Trotz-
dem lag der Volumenverlust bei den 3D- und auch bei den 2D-Rechnungen
unter 0,1 % des Gesamtvolumens und beeinflusst die Berechnungsergebnisse
nicht. Fu¨r die Auftrennung des Netzes an der Spitze des Werkzeuges wurden
bisher von verschiedenen Autoren stark unterschiedliche Verfahren angewen-
det. Diese unterschiedlichen Mo¨glichkeiten lassen sich auf zwei grundlegende
Arten zuru¨ckfu¨hren, Bild 6.1. Die erste Methode beruht auf zwei aufeinan-
der liegenden FE-Netzen, die an den in ihrer Kontaktfla¨che liegenden Knoten
miteinander verknu¨pft sind. Das von rechts nach links spanende Werkzeug
muss sich mit seiner Unterkante genau auf der Ebene des Netzkontaktes
voranbewegen. Die Auftrennung der Knoten erfolgt dann je nach Modell auf
unterschiedliche Art und Weise. Entweder wird der Knotenkontakt gelo¨st,
wenn das Werkzeug 50 % der La¨nge der Elementkante erreicht hat, oder
die Knoten werden bei einer bestimmten Knotenzugkraft gelo¨st, Bild 6.1,
Methode I. In der Literatur finden sich weitere Abwandlungen dieser Vorge-
hensweise. Teilweise wird diese Methode einer anderen Mo¨glichkeit, gezeigt
in Bild 6.1, Methode II, vorgezogen, weil Methode II zu u¨berho¨hten Zerspan-
kra¨ften fu¨hren soll [142]. Das konnte durch die im Rahmen dieser Arbeit
ermittelten Ergebnisse jedoch nicht besta¨tigt werden. Fu¨r die Anwendung
des Netzauftrennungsalgorithmus Methode I, Bild 6.1, ist es notwendig, ei-
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Bild 6.1: Verschiedene Methoden zur Netzauftrennung bei lagrangebasierten Spansi-
mulationen.
ne Kraft zu ermitteln, welche die Knotenauftrennung initiiert. Diese Kraft
kann nicht ohne Weiteres direkt gemessen werden und erfordert umfangrei-
che Kalibrierungsrechnungen. Bruchmechanische Kriterien ko¨nnen hier zwar
angewendet werden, fu¨hren aber oftmals nicht zum gewu¨nschten Ergebnis,
zumal die Theorie des dem Werkzeug voraneilenden Risses heutzutage als
veraltet gilt und durch Hochgeschwindigkeitsaufnahmen nicht belegt werden
konnte. Fu¨r alle Rechnungen innerhalb dieser Arbeit wurde der Netzauftren-
nungsalgorithmus Methode II, Bild 6.1, verwendet. Bei dieser Methode wird
nur ein FE-Netz verwendet, aber bereits nach wenigen Rechenschritten ein
Remeshing, also ein Neuaufbau des Netzes, durchgefu¨hrt. Bei diesem Re-
meshing werden Elemente, die das Werkzeug an der Spitze ”durchdrungen”
hat, wieder vor das Werkzeug gebracht. Diese Vorgehensweise fu¨hrt jedoch
zu einem sehr intensiven Remeshing, das bis zu 50 % der Rechenzeit fu¨r
sich in Anspruch nehmen kann. Das Remeshing kann entweder nach einer
bestimmten Zahl von Rechenzyklen oder bei einer bestimmten Durchdrin-
gung von Werkzeugelementen (z.B. 0,01 mm) erzwungen werden. Die Werk-
zeuge bei der Simulation des Orthogonalschnitts am Stahl C45E als auch
am Stahl 40CrMnMo7 waren als starre (rigid) Werkzeuge ausgelegt. Die
Wendeschneidplatten wurden dagegen mit einem Netz versehen, um bei der
sequenziellen thermischen Kopplung des Rechenverfahrens eine Wa¨rmeablei-
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tung in das Werkzeug hinein zu erlauben. Fu¨r die 3D-Rechnungen wurden
ca. 80.000 Lagrangeelemente verwendet. Die Rechenzeit betrug im Idealfall
fu¨r die Simulation eines Quickstopp-Versuches ca. 48 h. Um den Einfluss
verschiedenster Zerspanparameter, Werkstoffmodelle und Randbedingungen
in endlicher Zeit bewerten zu ko¨nnen, wurden 2D-Rechnungen mit 2000 bis
8000 Elementen durchgefu¨hrt, die 2 bis 8 h Rechenzeit beno¨tigten. Eine
2D-Rechnung kann jedoch naturgema¨ß die Spanbreitung in Dickenrichtung
nicht beru¨cksichtigen. Fu¨r die 2D-Rechnungen wurde ein ebener Dehnungs-
zustand vorausgesetzt. Um zu u¨berpru¨fen, inwieweit das der Realita¨t ent-
spricht, wurde eine 3D-Simulation mit exakt dem gleichen Werkstoffmodell
durchgefu¨hrt. Als Spanungsbreite wurde die Breite von 2,5 mm aus dem
realen Quickstopp-Versuch, welcher Grundlage fu¨r alle Orthogonalschnitt-
simulationen war, zugrunde gelegt. In Bild 6.2 ist der Auswertepfad und
die entlang dieses Pfades ermittelte Dehnung in Dickenrichtung dargestellt.































Bild 6.2: 3D-Spansimulation, Bewertung des ”Plain Strain” Zustandes. In der Ebene
ist die Vergleichsspannung nach v. Mises gezeigt.
Versuchsergebnissen sehr gut u¨bereinstimmt. Es ist zu erkennen, dass der
ebene Dehnungszustand in der Mitte des Spans nicht ganz erreicht wird. Es
bleibt eine Restdehnung von ca. 0,057 in der Spanmitte in Dickenrichtung
erhalten. Ideal wa¨re ein Wert von null. Testrechnungen haben gezeigt, dass
ein echter ”plain-strain”-Zustand erst ab einer Spanungsbreite von ca. 4 mm
erreicht wird, was aber zu weit vom realen Wert von 2,5 mm entfernt ist.
Es muss an dieser Stelle also eine Abweichung von den realen Verha¨ltnissen
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in Kauf genommen werden, die jedoch, das haben vergleichende Simula-
tionen gezeigt, zu maximalen Abweichungen von ca. 3 - 8 % der 2D- zur
3D-Simulation fu¨hren. In Bild 6.2 betra¨gt der Median der Querdehnungskur-
ve ca. 0,095, was ca. 2 - 3 % der maximal im Span vorliegenden Dehnungen
von ϕ ca. 3 sind. Aufgrund des enormen Simulationszeitvorteils (Faktor 20)
wurde diese Abweichung in Kauf genommen.
Aufbauend auf die im Kapitel 5.1 erstellten Materialgesetze fu¨r den Stahl
C45E wurden Rechnungen mit drei unterschiedlichen Werkstoffmodellen
durchgefu¨hrt. Es wurden die Modelle nach Johnson-Cook [106] und Zerilli-
Armstrong [107] aufgrund ihrer großen Verbreitung in kommerziellen Simu-
lationscodes sowie die Eingabe des Fließverhaltens als Punktfolge (Piece-
wise) zuna¨chst untereinander verglichen. Es sollte der Einfluss eines Mate-
rialmodells auf die Simulationsergebnisse bewertet werden. Beispielhaft fu¨r
alle Simulationen sind die Ergebnisse einer Rechnung mit einer Schnittge-
schwindigkeit von vc = 600 m/min und einer Spanungsdicke von 0,5 mm
in Bild 6.3 dargestellt. Es ist die jeweils gro¨ßte auftretende Temperatur,
Dehnung, Dehnungsgeschwindigkeit und Schnittkraft fu¨r jedes Modell dar-


































































m x. Kraft [N]
ausgewert ter Pfad
Bild 6.3: Einfluss unterschiedlicher Materialmodelle auf die Simulationsergebnisse.
im rechten Teil von Bild 6.3 dargestellt ist. Die Unterschiede der Ergebnis-
se innerhalb der unterschiedlichen Werkstoffmodelle sind relativ klein. Die
Werte fu¨r die berechneten Temperaturen und Schnittkra¨fte variieren um
ca. 5 %. Dies zeigt, dass beide Modelle als Ersatz fu¨r die punktweise Be-
schreibung der Fließeigenschaften verwendet werden ko¨nnen, ohne dass bei
der Simulation von Hochgeschwindigkeitsspanprozessen gro¨ßere Fehler er-
zeugt werden. Insbesondere bei der industriell ha¨ufig angewendeten Methode
der Schnittkraftbestimmung sind die zu erwartenden Fehler kleiner als 5 %.
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Der Werkstoff 1.1191 bildete bei nahezu allen durchgefu¨hrten Quickstopp-
Versuchen Fließspa¨ne aus. Erst bei unrealistisch hohen Spanungsdicken von
> 1 mm bildeten sich, in Abha¨ngigkeit von der Schnittgeschwindigkeit, teil-
weise segmentierte Spa¨ne. Da die Bildung eines Fließspans ohne gro¨ßere
Probleme simuliert werden kann, wurden die ersten Simulationen am Werk-
stoff 1.1191 durchgefu¨hrt. Fu¨r alle im Rahmen dieser Arbeit durchgefu¨hrten
Rechnungen wurden die Modelle verwendet, die mit den unter Kapitel 3.1
vorgestellten, teilweise neuartigen Pru¨feinrichtungen ermittelt wurden. Da-
bei war es besonders wichtig, Werkstoffkenndaten bei hohen Deformationen
in die Modelle einzubinden, da es sonst bei den u¨blichen Extrapolations-
methoden aus Druckdaten zu sehr großen Abweichungen der Simulation
von der Realita¨t kommen kann. Aufbauend auf den aus exakten Messungen
entstandenen Materialmodellen ist es gelungen, eine sehr gute U¨bereinstim-
mung zwischen den Quickstopp-Versuchen und den Simulationen zu errei-
chen. Das ist aufgrund von zwei Neuerungen innerhalb der Arbeit gelungen.
Zum einen wurde mit einer neu entwickelten Torsionspru¨fmaschine das Feld
der Werkstoffcharakterisierungsmo¨glichkeiten zu sehr hohen Verformungen
bei gleichzeitig hohen Geschwindigkeiten erweitert. Zum anderen wurde eine
Hochgeschwindigkeits-Spantechnik entwickelt, mit der erfolgreich ”schnell”
gemessen, schnell gestoppt, in situ fotografiert sowie lichtmikroskopische
und metallographische Analysen der Mikrostruktur vorgenommen werden
ko¨nnen. Beide Neuerungen stellen die Basis fu¨r eine erfolgreiche Simulation
des Spanvorganges dar.
Der Versuchsaufbau der unter Kapitel 4.2.1 vorgestellten Quickstopp-
Einrichtung erlaubt mit Hilfe von auf die Probe applizierten Dehnungsmess-
streifen eine Kraftmessung wa¨hrend des Spanvorganges. Diese Kraft muss
halbiert werden und kann dann direkt mit den Schnittkra¨ften aus der Si-
mulation verglichen werden. Die Kraft aus den 2D-Simulationen muss mit
der Spanungsbreite von 2,5 mm multipliziert werden, da alle Rechnungen
im 2D-Fall mit einer Einheitstiefe von 1 mm durchgefu¨hrt wurden. In Bild
6.4 ist die Entwicklung der Schnittkraft in Abha¨ngigkeit von der Spanungs-
dicke dargestellt. Die ausgefu¨llten Rauten stellen die im Versuch gemessenen
Schnittkra¨fte dar. Zu diesen Daten sind die Simulationsergebnisse der 2D-
und der 3D-Rechnungen als leere Symbole eingetragen. Es zeigt sich, dass
mit wachsender Spanungsdicke die Schnittkraft degressiv ansteigt und dass
u¨ber den gesamten Bereich der untersuchten Spanungsdicken von 0,1 bis
1 mm die Kra¨fte fu¨r die ebenen 2D-Rechnungen unter den gemessenen Zer-
spankra¨ften liegen. Die Gru¨nde fu¨r die Abweichungen ko¨nnen folgende sein:
Bei kleinen Spanungsdicken ist ein Einfluss der Elementgro¨ße des verwende-
ten FE-Netzes nicht auszuschließen. Dazu kommt die Annahme der ebenen

























































Bild 6.4: Vergleich der gemessenen und der berechneten Schnittkra¨fte.
Dehnung, die nicht voll gegeben ist, siehe Bild 6.2, und die als konstant
angenommene Spanungsbreite von 2,5 mm. Die Spanstauchung in Dicken-
richtung wird ebenfalls nicht beru¨cksichtigt.
Diese von der Realita¨t abweichenden Randbedingungen treten bei der 3D-
Simulation nicht auf und die U¨bereinstimmung von Versuch und Simulati-
on ist sehr gut. Sowohl die Spanstauchung in Dickenrichtung als auch der
nicht ganz ebene Spannungszustand werden durch eine 3D-Rechnung korrekt
beru¨cksichtigt. Aufgrund des enormen Zeitaufwandes fu¨r eine 3D-Rechnung
mu¨ssen die abweichenden Ergebnisse der 2D-Simulation, die tendenziell rich-
tig sind, toleriert werden. Die Abweichungen sind insbesondere bei hohen
Spanungsdicken sehr klein und die Kra¨fte werden nur marginal unterscha¨tzt.
Der tendenzielle Verlauf der Kra¨fte ist identisch zu den 3D-Rechnungen. Die
sehr gute U¨bereinstimmung der 3D-Rechnungen mit den Messungen konnte
aber erst nach einer Integration von Torsionsergebnissen mit hohen Sche-
rungen in die Materialmodelle erreicht werden.
Neben der Spanungsdicke wurden weitere wichtige Parameter mit Hilfe von
2D-Rechnungen variiert. Dazu geho¨rten die Schnittgeschwindigkeit, die Spa-
nungsbreite sowie die Reibung zwischen der Wendeschneidplatte und dem
Werkstoff. Eine U¨bersicht u¨ber die sich dabei einstellenden Spanformen ist in
Bild 6.5 dargestellt. Vor der Variation weiterer Parameter wurden Rechnun-
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Bild 6.5: Ergebnisse der Variationsrechnungen.
gen mit unterschiedlichen Reibwerten durchgefu¨hrt, Bild 6.5. Dabei zeigte
sich, dass der verwendete µ-Wert einen relativ großen Einfluss auf die sich
ausbildende Spanform hat. Eine gute U¨bersicht u¨ber praxisnah ermittelte
Reibwerte gibt [143]. Auch von [144] wird fu¨r ungeschmierte Zerspanpro-
zesse von Sta¨hlen ein Reibwert von 0,3 empfohlen. Variationsrechnungen
mit Reibwerten zwischen 0,1 und 0,7 zeigten bis zu einem µ von 0,3 bis
0,4 relativ große Vera¨nderungen bei der berechneten Spanform. Bei einer
weiteren Erho¨hung des Reibwertes ergaben sich keine gro¨ßeren A¨nderungen
der Spanform. Allerdings fu¨hren Reibwerte von µ > 0,3 zu unrealistisch ho-
hen Spanfla¨chentemperaturen von bis zu 1400 ◦C . Eigene Messungen zum
Reibwert wa¨hrend des Zerspanprozesses wurden nicht durchgefu¨hrt. Fu¨r alle
Rechnungen (2D und 3D) wurde der Reibwert als µ = 0,3 angenommen.
Wird die Schnittgeschwindigkeit vc gesteigert, zeigt sich, dass mit zuneh-
mender Geschwindigkeit die Spankru¨mmung abnimmt und der Span spa¨ter
zum Selbstkontakt kommt. An dieser Stelle muss angemerkt werden, dass
das verwendete Simulationssystem Tra¨gheitseffekte nur in einer Raumrich-
tung beru¨cksichtigen kann. Fu¨r alle Simulationen war dies die Schnittrich-
tung des Werkzeuges. Eine korrekte dreidimensionale Beru¨cksichtigung von
Tra¨gheitseffekten setzt explizit rechnende Wellencodes voraus. Dabei kom-
men jedoch nur Lagrangesysteme zum Einsatz, da eulerbasierte Rechnun-
gen zwar fu¨r den stationa¨ren Spanvorgang Anwendung finden ko¨nnen, den
Anlauf- bzw. Anschnittvorgang jedoch nur schlecht bzw. mit großem Auf-
wand abbilden ko¨nnen. Fu¨r die verfu¨gbaren lagrangebasierten Wellencodes
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war jedoch kein Remesher verfu¨gbar, so dass nur das bisher verwendete
implizit rechnende Simulationssystem DeformTM 2D und 3D zum Einsatz
kommen konnte. In Bild 6.6 sind die Zerspankraft und die Spanfla¨chen-
temperatur als Funktion der Schnittgeschwindigkeit aufgetragen. Der in der
Bild 6.6: Berechnete Zerspankraft und Spanfla¨chentemperatur fu¨r den Stahl C45E.
Literatur genannte [142] leichte Ru¨ckgang der Zerspankra¨fte bzw. der Span-
fla¨chentemperaturen bei hohen Schnittgeschwindigkeiten konnte in der 2D-
Simulation nicht abgebildet werden. Die Simulationen zeigten keinen leichten
Ru¨ckgang, sondern nur einen Beharrungszustand auf einem bestimmten Ni-
veau, das sich ab einer Schnittgeschwindigkeit von ca. 1000 m/min nicht
mehr vera¨nderte. Dies ist maßgeblich auf den sich wa¨hrend der realen Zer-
spanung auf unbekannte Werte a¨ndernden Reibwert µ zuru¨ckzufu¨hren, der
hier wa¨hrend der Rechnungen konstant mit 0,3 angesetzt wurde. Probeweise
durchgefu¨hrte Rechnungen mit einem Reibwert, der willku¨rlich als Funktion
des Kontaktfla¨chendrucks angenommen wurde, fu¨hrten bei der Erho¨hung der
Schnittgeschwindigkeiten bis zu sehr großen Werten zu einem leichten Ru¨ck-
gang der Zerspankra¨fte und Spanfla¨chentemperaturen, was durch die unter
Kapitel 4.2 durchgefu¨hrten Messungen aber nicht besta¨tigt werden kann.
Forschungspotenzial besteht demnach weiterhin in der Kla¨rung der Reib-
wertvera¨nderung bei HSC-Prozessen. Die Variation der Schnitttiefe ap fu¨hr-
te zu dem erwarteten Ergebnis, dass die Spankru¨mmung mit zunehmender
Schnitttiefe abnimmt und der Selbstkontakt des Spans mit dem Werkstu¨ck
erst bei gro¨ßeren Spanwegen erfolgt. Bei Spanungsdicken < 0,2 mm wurden
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vergleichende Untersuchungen zum Einfluss der verwendeten Elementgro¨ße
durchgefu¨hrt. Ab 10 bis 15 Elementen u¨ber der Spanungsdicke la¨sst sich
kein nennenswerter Einfluss auf die ermittelten Kra¨fte, Temperaturen und
Spanformen mehr nachweisen.
Mit Hilfe der unter Kapitel 4.2.2 dargestellten Methode der Visioplastizita¨t
ist ein weiterer Vergleich zwischen Versuch und Simulation mo¨glich. Die
unter Kapitel 4.2.2 gezeigten Ergebnisse aus Bild 4.36 sind zusammen mit
Ergebnissen einer 2D- und einer 3D-Berechnung in Bild 6.7 dargestellt. Aus-
gewertet wurde der in Bild 6.7 oben links u¨ber der Spanungsdicke markierte
Pfad. Es wird deutlich, dass die 3D-Rechnung den lokalen Abfall der Verfor-
mung u¨ber die Spanungsdicke nur unzureichend wiedergibt. Dies gilt aller-
dings nur fu¨r die Spanaußenseiten und nicht fu¨r die Spanmitte. Durch den
nicht gegebenen ”Plain Strain”-Zustand im Spanrand und die damit verbun-
dene relativ hohe Dehnung in Dickenrichtung ist die ebene Dehnung an der
Spanaußenseite nahezu konstant.
Aus diesem Grund wurde bei den Visioplastizita¨tsversuchen mit geteilten
Proben gearbeitet, um den Verformungszustand in der Spanmitte (nahezu
ebene Dehnung) abbilden zu ko¨nnen. Die im Quickstopp-Versuch erzeugten
Visioplastizita¨tsraster zeigen nach der Auswertung einen Verlauf des Ge-
samtumformgrades von ca. 1,2 an der Spanunterseite bis zu ca. 0,6 an der
Spanoberseite. Bei einem Vergleich mit der 2D-Rechnung, die den ebenen
Dehnungszustand voraussetzt, wird eine Abweichung der Visioplastizita¨tser-
gebnisse zu den Simulationsdaten an der Spanunterseite deutlich. Die visio-
plastisch ermittelten Vergleichsumformgrade weichen vor allem im Bereich
der Spanunterseite von den in der Simulation errechneten Verformungen
nach unten ab. Diese Diskrepanz hat mehrere Ursachen. Unter anderem
wird der ebene Dehnungszustand bei den realen Quickstopp-Versuchen an
den geteilten Proben in der Teilungsebene nicht voll erreicht, Bild 6.2. Die
wesentliche Ursache fu¨r den Unterschied zwischen Versuch und Simulati-
on liegt jedoch in der das Ergebnis deutlich beeinflussenden, minimal er-
reichbaren Rastergro¨ße begru¨ndet. Insbesondere bei hohen Verformungen
an der Spanunterseite wirkt sich das relativ grobe Visioplastizita¨tsraster von
0,1 mm x 0,1 mm im Vergleich zur Spandicke von 0,5 mm negativ aus.
Die große Verformung an der Spanunterseite wird durch dieses Raster au-
tomatisch auf ein Rasterelement ”verschmiert” (siehe Bild 6.8, links) und
hohe Verformungsgradienten sind nicht mehr nachweisbar. Abhilfe sollte ein
wesentlich feineres Raster schaffen, dessen Applizierung sich aber als nicht
thermisch besta¨ndig erwies (siehe Kapitel 4.2.2).
Bei den Quickstopp-Versuchen war es mo¨glich, Kra¨fte, Spanformen und mit-
tels der Hochgeschwindigkeitsfotographie auch die Entwicklung der Span-





























2D FEM Rechung (Spanmitte)
3D FEM Rechnung (Spanrand)
0 0,06 0,12 0,18 0,24 0,30 0,36 0,42
Spandicke [mm]
Auswertepfad
Bild 6.7: Vergleich des Vergleichumformgrades im Span aus Visioplastizita¨tsergebnis-
sen und Simulationsdaten.
form wa¨hrend des Versuches zu beobachten. Mit Hilfe der Methode der Vi-
sioplastizita¨t war ein Vergleich der im realen Span vorliegenden Dehnungen
mit denen der Simulation mo¨glich. In Bild 6.8 ist vergleichend ein Span des
Stahls 1.1191 mit den Ergebnissen einer numerischen Rechnung dargestellt.
Das auf den Span aufgebrachte Raster zeigt eine sehr gute U¨bereinstim-
mung mit dem virtuell auf den berechneten Span aufgebrachten ”flownet”.
Auch die Spankru¨mmung und die Verformung in der Spanwurzel konnten
gut abgebildet werden. Eine Besonderheit des Quickstopp-Versuchs ist es,
die Spanbildung mit Hilfe einer IMACON 468 Hochgeschwindigkeitskamera
wa¨hrend des Versuches zu verfolgen. Leider war es durch Beschra¨nkungen in
der Kamera nur mo¨glich, sechs Bilder wa¨hrend des Versuches aufzunehmen.
Durch eine externe Triggerung der Kamera zeigen diese Bilder den Span zu
einem definierten Zeitpunkt. Dadurch wird es mo¨glich, den realen Spanbil-
dungsvorgang mit den Simulationsergebnissen an zeitlich diskreten Punkten
zu vergleichen. Ein solcher Vergleich ist in Bild 6.9 gezeigt. Im Hintergrund
sind die von der Hochgeschwindigkeitskamera aufgenommenen Bilder darge-
stellt. Die Hartmetall-Wendeschneidplatte schneidet das Werkstu¨ck hier von
links an. Die Spangeschwindigkeit betrug 600 m/min bei einer Spanungs-
dicke von 0,76 mm. Im Vordergrund der Bilder ist der Simulationsumriss,
der sich aus der Rechnung ergeben hat, als weiße Linie dargestellt. Es zeigt
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Bild 6.8: Vergleich der Visioplastizita¨tsraster und des simulierten ”Rasters”.
sich eine relativ gute U¨bereinstimmung der Simulation mit dem Versuch. So-
wohl die Spankru¨mmung als auch der Scherwinkel werden von der Rechnung
sehr gut wiedergegeben. Lediglich die Spanstauchung wird von der Simula-
tion leicht u¨berbewertet und der berechnete Span ist gegenu¨ber dem realen
Span etwas zu dick.
Neben den Visioplastizita¨tsuntersuchungen an den geteilten Proben mit auf-
gebrachtem Raster wurden weitere Untersuchungen zur lokalen Dehnungs-
verteilung im Span durchgefu¨hrt. Die auf den Span aufgebrachten Raster
sind durch herko¨mmliche Verfahren nicht kleiner als ca. 0,1 mm x 0,1 mm
Kantenla¨nge applizierbar. Bei einer Spanungsdicke von 0,5 mm sind max.
drei bis vier Rasterpunkte u¨ber der Dicke des Spans verteilt. Dies wirkt
sich direkt auf die erreichbare Genauigkeit bzw. Auflo¨sung des Visioplasti-
zita¨tsverfahrens aus. Fu¨r ho¨her aufgelo¨ste Verfahren sind kleinere Struktu-
ren notwendig. Da sich kleinere Strukturen, wie in Abschnitt 4.2.2 gezeigt,
nicht mit den verwendeten Methoden herstellen lassen, wurde auf einen be-
sonderen ”Modellwerkstoff” ausgewichen. Bei diesem Werkstoff handelt es
sich um einen Wolframsintermetall (WSM). Durch ein Sinterverfahren wer-
den Wolframko¨rner in eine Eisennickelcobaltmatrix eingebettet, Bild 6.10.
Die Form der Wolframko¨rner im unverformten Zustand ist nahezu kreis-
rund. Da die Matrix die gleiche Festigkeit wie die Wolframko¨rner besitzt,
verformt sich die gesamte Mikrostruktur gleichma¨ßig, so dass sich an der
Form der Wolframko¨rner der o¨rtliche Verformungszustand ablesen la¨sst. Ei-
ne Bewertung der Wolframko¨rner nach der Deformation im Span, Bild 6.11,
erlaubt eine Auswertung hinsichtlich der ebenen Verformung. Fu¨r die Ver-
formungsberechnung wurden folgende Annahmen getroffen: ebene Dehnung,
ideal kreisrunde Ko¨rner, ”ebene” Volumenkonstanz und ideale Ellipsen nach
der Verformung. Werden diese Annahmen vorausgesetzt, la¨sst sich fu¨r jedes
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Bild 6.9: Vergleich von Hochgeschwindigkeitsaufnahmen mit Ergebnissen der FE-
Simulation.
Wolframkorn eine Verformung allein aus der Ellipsen-Endform berechnen.
Dazu wird zuna¨chst der Fla¨cheninhalt einer verformten Ellipse bestimmt
und unter Annahme von Volumenkonstanz auf den als ideal angenommenen
ebenen Kreis vor der Verformung zuru¨ckgerechnet. Mit bekannter Anfangs-
und Endform lassen sich bei vorausgesetzter ebener Dehnung die beiden
Hauptumformgrade ϕ1 und ϕ2 bestimmen und zu einer Vergleichsdehnung,
z.B. nach v. Mises, zusammenfassen. Fu¨r die Auswertung der Spanversu-
che wurde ein Softwareprogramm entwickelt, das die Ermittlung der Ellip-
sengeometrie wesentlich vereinfacht. Es erlaubt die manuelle Auswahl von
gut erkennbaren Ellipsen durch den Beobachter und die anschließende au-
tomatische Auswertung der Gro¨ße der lokalen Verformungen. Fu¨r den in
Bild 6.11 dargestellten Fließspan ist die Erfassung von ca. 8000 Einzelellip-
sen notwendig. Dies bedeutet einen Auswerteaufwand von ca. 5 - 8 h. Fu¨r
einen Abschnitt des Spans aus Bild 6.11 ist in Bild 6.12 die o¨rtliche Ver-
teilung der Dehnung dargestellt. Es wird deutlich, dass die Spanunterseite
gro¨ßere lokale plastische Verformungen aufweist, wie es auch die Raster-
visioplastizita¨t und die Simulationsrechnungen am Stahl C45E zeigen. Ein
quantitativer Vergleich der ermittelten lokalen Dehnungen ist aufgrund der
anderen mechanischen Werkstoffeigenschaften nicht, oder nur sehr schwer,
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Bild 6.10: Modellwerkstoff: Wolframko¨rner in einer Eisennickelcobaltmatrix.
mo¨glich. Der qualitative Vergleich der numerischen Simulationen mit den Er-
gebnissen der Zerspanversuche am WSM-Modellwerkstoff, insbesondere der
Verlauf der Dehnungen (abnehmend von der Spanunter- zur Spanoberseite)
und der Orte der maximalen lokalen plastischen Verformung zeigt eine gute
U¨bereinstimmung.
Bei der Betrachtung der Spantemperaturen fa¨llt bei bestimmten Zerspanpa-
rametern auf, dass sich die Temperaturen im Span deutlich u¨ber dem Punkt
der beginnenden Austenitumwandlung befinden. In den realen Spa¨nen ha¨tte
nach dem Versuch durch die Erwa¨rmung in ein Gebiet, in dem teilweise
Austenit vorliegt, zumindest an der Spanunterseite Martensit nachweisbar
sein mu¨ssen. Aus diesem Grund wurden einige 2D-Simulationen mit einer
Gefu¨gesimulation gekoppelt. Dabei wurden die unter Kapitel 5.1 gezeigten
ZTU-Diagramme verwendet. Eine Implementierung von ZTA-Diagrammen
war nicht mo¨glich, da fu¨r die beim Spanen vorliegenden Aufheizgeschwin-
digkeiten von mehreren Millionen K/s keine experimentellen Daten mehr
vorliegen und auch in der Literatur nicht gefunden werden konnten. U¨bliche
ZTA-Diagramme enden bei Aufheizgeschwindigkeiten von ca. 100 K/s. In der
Literatur konnten einzelne Aufheizgeschwindigkeitswerte von ca. 50.000 K/s
gefunden werden, jedoch nicht fu¨r ferritisch-perlitischen Stahl, wie den hier
verwendeten Stahl C45E. Erwartungsgema¨ß zeigten sich bei Verwendung die-
ser Diagramme als Eingangsdaten fu¨r die Gefu¨gesimulation martensitische
Bereiche an der Spanunterseite, die im realen Span jedoch nicht vorhan-
den waren und auch mittels REM- und TEM-Untersuchungen nicht nachge-
wiesen werden konnten (siehe Kapitel 4.2.3). Die Abku¨hlgeschwindigkeiten
waren aufgrund der Selbstabschreckung jedoch so hoch, dass es zur Marten-
sitbildung kommen mu¨sste. Die t8/5-Zeit fu¨r den Stahl C45E, bei der kein
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Bild 6.11: WSM-Spanversuch.
Martensit mehr gebildet wird, betra¨gt ca. 25 s. In der Simulation wird der
Temperaturbereich von 800 bis 500 ◦C in ca. 3 s durchlaufen. Folgerich-
tig bildet sich in der Simulation Martensit aus. Diese Diskrepanz zwischen
der Simulation und dem realen Spanversuch ist auf die nicht beru¨cksichtigte
Austenitisierungs-Historie zuru¨ckzufu¨hren. Es ist bekannt, dass erho¨hte Auf-
heizgeschwindigkeiten zu einer massiven Verschiebung der Ac1 und der Ac3-
Umwandlungspunkte fu¨hren, weil die Ausbildung von Austenit ein diffusions-
gesteuerter Vorgang ist. Deshalb bildet sich schon bei der Erwa¨rmung des
Werkstoffes kein Austenit, so dass entsprechend bei der Abku¨hlung kein Mar-
tensit entstehen kann. Falls nach U¨berschreiten der Ac1-Temperatur doch
geringe Mengen Austenit gebildet werden konnten, hatte der Kohlenstoff je-
doch keine Zeit, in den Austenit zu diffundieren. Der gebildete Austenit wa¨re
extrem kohlenstoffarm und wu¨rde bei der Abku¨hlung die dann notwendige
kritische Abku¨hlgeschwindigkeit nicht mehr erreichen.
Zusammenfassend kann festgestellt werden, dass mit exakten Werkstoffmo-
dellen, die auf Kenndaten basieren, welche in den Beanspruchungsgebieten
des realen Prozesses ermittelt wurden, realita¨tsnahe Simulationsergebnisse
mo¨glich sind.
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Bild 6.12: Verformungsverteilung in einem Ausschnitt aus dem in Bild 6.11 darge-
stellten Span.
6.1.2 Ergebnisse der Simulation - Stahl 40CrMnMo7
Neben den Simulationsergebnissen des Stahls C45E wurden auch fu¨r den
Werkzeugstahl 40CrMnMo7 Simulationen des Spanens und des Quickstopp-
Vorgangs durchgefu¨hrt. Im Gegensatz zum Stahl C45E segmentiert dieser
Stahl sowohl bei niedrigen Schnittgeschwindigkeiten als auch Spanungs-
dicken (siehe Kapitel 4.2). Diese Segmentierung der Spa¨ne ist auf die Bildung
von adiabatischen Scherba¨ndern zuru¨ckzufu¨hren. Durch eine Zusammenar-
beit mit dem Lehrstuhl fu¨r Physikalische Metallkunde der TU Darmstadt
(PhM) konnte in [90] ein direkter Zusammenhang zwischen der Spanform
eines Werkstoffes beim Hochgeschwindigkeitsspanen und der Neigung des
Werkstoffes zum adiabatischen Scheren nachgewiesen werden. Fu¨r eine exak-
te Simulation ist es notwendig, dieses Versagensverhalten exakt abzubilden.
Fu¨r eine geometriegerechte Abbildung der Scherba¨nder wa¨re es jedoch not-
wendig, extrem hochaufgelo¨ste FE-Netze im µm-Bereich zu verwenden, was
zu sehr hohen Elementzahlen und extrem langen Rechenzeiten fu¨hrt. Neben
diesen hohen Simulationszeiten ist aus umfangreichen Testrechnungen be-
kannt, dass nur eine A¨nderung der Wa¨rmekapazita¨t und der Wa¨rmeableitung
um Faktor zehn zum realen Wert ansatzweise zur Ausbildung von rein adia-
batischen Scherba¨ndern fu¨hren kann. Eine weitere Mo¨glichkeit, den Werk-
stoff zum Scheren zu ”zwingen”, ist eine Singularita¨t in der isothermen
Fließkurve des Werkstoffes. In der aktuellen Literatur wird jedoch davon
ausgegangen, dass die adiabatische Scherbandbildung nur zu einem gewis-
sen Teil auf die lokale Erweichung und den sich daran anschließenden ther-
6.1. SIMULATION DES GESTOPPTEN SPANVERSUCHS 153
mischen Kollaps des Materials zuru¨ckzufu¨hren ist [89, 145], sondern auch
auf im Material vorliegende ”Sto¨rungen”, die ein Einsetzen der Scherba¨nder
fo¨rdern oder verzo¨gern. In [146] konnte fu¨r unterschiedliche Werkstoffe ge-
zeigt werden, dass trotz identischer Ha¨rte, Festigkeit, Wa¨rmekapazita¨t und
Wa¨rmeableitung Werkstoffe mit unterschiedlichem Wa¨rmebehandlungszu-
stand, d.h. unterschiedlicher Gro¨ße und Verteilung der im Werkstoff vorhan-
denen Ausscheidungen, unterschiedliches Verhalten bei der Neigung zum
























































































































Bild 6.13: Vergleich unterschiedlicher Versagensmodelle.
keiten bei der Simulation ”echter” adiabatischer Scherung (hohe Element-
anzahl, falsche physikalische Annahmen, etc.) wurde ein anderer Weg zur
Abbildung der Segmentspanbildung in der Simulation gewa¨hlt. Basierend auf
klassischen Scha¨digungsmodellen der Massivumformung wurden Testrech-
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nungen mit elf verschiedenen Modellen durchgefu¨hrt (siehe Bild 6.13). Dabei
zeigte sich, dass sowohl die Modelle nach Cockcroft/Latham (normalisiert
und nicht normalisiert) als auch das Modell nach Brozzo grundsa¨tzlich in
der Lage sind, die Segmentspanbildung abzubilden. Die Parameteridentifika-
tion fu¨r die Scha¨digungsmodelle erfolgte mit Hilfe von dynamischen Zugver-
suchen und umfangreichen Validierungsrechnungen an Druck/Scherproben.
Mit Hilfe des Scha¨digungsmodells nach C&L war es mo¨glich, Simulationen
zur Segmentspanentstehung durchzufu¨hren. Alle genannten Modelle basie-
ren auf den bereits im Kapitel 5.1.1.3 gezeigten Grundlagen zur Scha¨di-
gungsmodellierung von Massivumformprozessen. Dabei wird grundsa¨tzlich
fu¨r jedes Element eine Scha¨digungsvariable wa¨hrend der Simulation beru¨ck-
sichtigt. Diese wird ha¨ufig durch eine dehnungsabha¨ngige Integration einer
Spannung bzw. eines Spannungszustandes berechnet. Bei Erreichen eines
zuvor festgelegten Grenzwertes wird das Element aus der Simulation ent-
fernt. Damit diese Vorgehensweise nicht zu einem Energieproblem in der
Rechnung fu¨hrt, ist es notwendig, im Bereich der Spansegmentierung mit
einem sehr fein aufgelo¨sten Netz zu rechnen. Eine Vernetzung des gesamten
Werkstu¨ckes mit dieser Netzgro¨ße wu¨rde jedoch zu sehr vielen Simulations-
daten fu¨hren. Aus diesem Grund wurde dafu¨r das Konzept eines so genannten
mitbewegten ”Meshwindows” in die numerische Simulation des Orthogonal-
schnitts eingefu¨hrt. Dieses Prinzip ist in Bild 6.14 gezeigt. Es existieren
Bild 6.14: Konzept des mitbewegten ”Meshwindows”.
Bereiche mit unterschiedlichen Netzgro¨ßen. Auf diese Art und Weise ist es
mo¨glich, die Elementanzahl wa¨hrend der Simulation konstant zu halten und
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so vertretbare Rechenzeiten zu erzielen. Fu¨r alle elf im Bild 6.13 gezeig-
ten Scha¨digungsmodelle wurden die Scha¨digungsparameter bestimmt und
in eine Simulation des Orthogonalschnitts des Stahls 40CrMnMo7 imple-
mentiert. Die Einzelbilder im Bild 6.13 zeigen den Zustand bei dem jeweils
eingetretenen Rechnungsabbruch durch Konvergenzprobleme.
Die Anwendung der herko¨mmlichen Methode der Visioplastizita¨t beim Werk-
stoff 40CrMnMo7 war aufgrund der Spansegmentierung nicht mo¨glich. Um
jedoch einen Vergleich der lokalen Dehnung in einem Spansegment mit den
berechneten Dehnungsverteilungen zu ermo¨glichen, wurde auf den bereits
im Kapitel 6.1.1 vorgestellten ”Modellwerkstoff” (Wolframko¨rner in einer
Eisennickelcobaltmatrix) zuru¨ckgegriffen. Beim Zerspanen des Modellwerk-
stoffes fu¨hrten ho¨here Schnittgeschwindigkeiten zu deutlich segmentierten
Spa¨nen, so dass es mo¨glich ist, bei ein und demselben Werkstoff auf einfa-
che Art und Weise sowohl Fließ- als auch Segmentspa¨ne zu erzeugen. Die
Auswertung der lokalen Dehnungen erfolgte analog der im letzten Kapitel
vorgestellten Auswertemethode. Bereits ohne diese Auswertung wird aus der
Verformung der Wolframko¨rner ein Bereich hoher Scherverformungen deut-
lich (Bild 6.15, oben). Eine Auswertung mittels der Visioplastizita¨t zeigt
Bild 6.15: WSM-Span erhalten aus einem Quickstopp-Versuch. Die Linie gibt die
Grenze von der hohen Scherverformung zur Druckverformung an.
dies deutlicher (Bild 6.15, unten). Aufgrund der wesentlich anderen mecha-
nischen Eigenschaften des Modellwerkstoffes ist ein quantitativer Vergleich
nicht zula¨ssig. Lediglich ein qualitativer Vergleich der Verformungsfelder zur
Abscha¨tzung der lokalen Dehnungsverteilung ist mo¨glich. Ein direkter Ver-
gleich einer FE-Rechnung und der visioplastischen Auswertung des segmen-
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tierten Spans des Modellwerkstoffes zeigt eine gute U¨bereinstimmung der
qualitativen Dehnungsverteilung. Basierend auf exakten Werkstoffmodellen
ist es also mo¨glich, den Verformungszustand, die Kra¨fte sowie die Spanform
eines segmentspanbildenden Werkstoffes in einer numerischen Simulation
hinreichend genau abzubilden.
Ein Vergleich der gemessenen und der berechneten Kra¨fte ist fu¨r den Werk-
stoff 40CrMnMo7 nicht ohne Weiteres mo¨glich. Dies liegt in der Ausfu¨hrung
der in das Rotationsschlagwerk integrierten Quickstopp-Apparatur be-
gru¨ndet. Bei einem Quickstopp-Versuch werden konstruktionsbedingt zwei
Spa¨ne erzeugt. Das resultierende Kraftsignal ist also eine U¨berlagerung von
zwei Spanbildungsvorga¨ngen. Beim Werkstoff C45E war dies aufgrund der
sich bildenden Fließspa¨ne unproblematisch. Durch die Segmentierung des
Stahls 40CrMnMo7 u¨berlagern sich zwei stark in der Amplitude schwanken-
de Kraftsignale. Das ”gemeinsame” Kraftsignal fu¨hrt aufgrund der nicht auf
beiden Seiten exakt zum gleichen Zeitpunkt eintretenden Spansegmentie-
rung zu einem ”gemittelten” Kraftsignal. Fu¨r die Bewertung des Einflusses
von Schnittgeschwindigkeit und Spanungsdicke ist diese Art der Kraftmes-
sung jedoch verwendbar. Es ist aber nicht mo¨glich, die Dynamik des Seg-
mentierungsvorganges im Detail, wie sie sich im Kraftsignal der Simulation
widerspiegelt, auch in den realen Messungen wiederzufinden. Deshalb wur-
den fu¨r die Vergleiche von Simulation und Spanvorgang immer die mittle-
ren in der Rechnung auftretenden Kra¨fte verwendet. Dies fu¨hrt jedoch zu
einer leichten U¨berbewertung der gerechneten gegenu¨ber den gemessenen
Spankra¨ften. In Bild 6.16 ist der Vergleich zwischen zwei Simulationen dar-
gestellt. In der ersten Rechnung wurde ohne Scha¨digungsmodell gerechnet,
in der zweiten aber ein Scha¨digungsmodell verwendet. Es zeigt sich deutlich,
dass die Kraftverla¨ufe bis zum Entstehen des ersten Spansegmentes iden-
tisch sind. Mit zunehmendem Spanweg weicht die Simulation ohne Scha¨di-
gungsmodell immer weiter von der Rechnung ab, die die Spansegmentierung
korrekt beru¨cksichtigt. Wird die Spanbildungsarbeit der ersten Simulation zu
100 % angesetzt, ergibt sich eine vergleichende Spanarbeit mit Segmentie-
rung von 71 %.
Bild 6.17 zeigt die unter Kapitel 4.2.1 ermittelten Schnittkra¨fte (volle Sym-
bole) in Abha¨ngigkeit von der Spanungsdicke. Fu¨r die dargestellten Ge-
schwindigkeiten lagen Rechnungen vor, die als durchgehende Linien im Bild
6.17 eingetragen sind. Es zeigt sich hier eine sehr gute U¨bereinstimmung mit
den gemessenen Kra¨ften. Dies ist nur mo¨glich, wenn der Abfall der mittle-
ren Spankraft durch die Spansegmentierung in der Simulation durch ein
Scha¨digungsmodell beru¨cksichtigt wird. Zusammenfassend wurde auch fu¨r
den Stahl 1.2311 eine sehr gute U¨bereinstimmung mit den im Quickstopp-
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Bild 6.16: Vergleich der berechneten Schnittkra¨fte, mit und ohne Scha¨digungsmodell
simuliert.
Versuch gemessenen Spankra¨ften erreicht, auch wenn die Abweichungen
gro¨ßer waren als beim Werkstoff 1.1191. Dies ist auf die stark schwankende
Kraft wa¨hrend der Segmentspanbildung zuru¨ckzufu¨hren, die die Kraftmes-
sung aufgrund des beidseitigen Schneidens beim Quickstopp-Versuch nur
unzureichend abbilden konnte. Auch die Spanform, die sich aus den nu-
merischen Rechnungen ergab, zeigt eine sehr gute U¨bereinstimmung mit
den Versuchsergebnissen (siehe Bild 6.18). Mit den verwendeten Festigkeits-
Werkstoffmodellen und den gewa¨hlten Versagensansa¨tzen ist die Simulati-
on in der Lage, den Spanbildungsvorgang originalgetreu wiederzugeben. So
ist beispielsweise das erste Segment bei den Quickstopp-Versuchen immer
gro¨ßer als die restlichen Segmente. Auch dies wird in der Simulation abge-
bildet, Bild 6.18.
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Bild 6.17: Vergleich der gemessenen und der berechneten Kra¨fte am Stahl 1.2311 bei
600 und 900 m/min Spangeschwindigkeit.
Bild 6.18: Vergleich der gemessenen und der berechneten Spanform am Stahl
40CrMnMo7.
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6.2 Simulation des Kugelkopffra¨sens
Im Rahmen des DFG-Projektes, in dem diese Arbeit entstand, wurden von
einem der Projektpartner (Institut fu¨r Fertigungstechnik und Qualita¨tssiche-
rung IFQ, Uni Magdeburg) umfangreiche HSC-Spanversuche am Stahl C45E
fu¨r das Kugelkopffra¨sen durchgefu¨hrt. Aus diesem Grund wurde das Kugel-
kopffra¨sen als realer Anwendungsfall fu¨r die gefundenen Werkstoffmodelle
verwendet.
Aufbauend auf den bisherigen Simulationsergebnissen wurde auf Basis
der verwendeten Materialmodelle eine U¨bertragbarkeit auf einen ”realen”
Hochgeschwindigkeitsspanprozess untersucht. Durch die wesentliche Ein-
schra¨nkung, dass das verwendete Simulationssystem keinen Selbstkontakt in
3D realisieren kann, war es nicht mo¨glich, diese Berechnungen fu¨r den stark
segmentierenden Werkstoff 40CrMnMo7 durchzufu¨hren. Daher wurden die
Simulationen zum Kugelkopffra¨sen auf den Werkstoff C45E beschra¨nkt. Zum
besseren Versta¨ndnis der durchgefu¨hrten Simulationen folgen einige kurze
Erla¨uterungen zum Kugelkopffra¨sen. Die Eingriffsverha¨ltnisse beim Fra¨sen
mit Kugelkopfwerkzeugen wurden ausfu¨hrlich in mehreren Arbeiten in den
letzten zehn bis fu¨nfzehn Jahren analysiert. Hier seien z.B. die Arbeiten von
Hock [147] und Bieker [148] genannt. Beim Zeilenfra¨sen mit Kugelkopfwerk-
zeugen entsteht ein doppelkommafo¨rmiger Span. Die Spanungsgro¨ßen und
die Eingriffsverha¨ltnisse beim Kugelkopffra¨sen zeigt Bild 6.19.
Der dabei entstehende Span ist sowohl entlang der Werkzeugschneide als
auch in Umfangsrichtung gekru¨mmt. Durch die a¨ußerst komplexen (in [149]
ausfu¨hrlich beschriebenen) Kontakt- und Eingriffsbedingungen entlang der
Schneide und der sich sta¨ndig a¨ndernden Belastungen in Abha¨ngigkeit vom
Eingriffswinkel ϕ treten teilweise extreme Belastungen des Werkstoffes auf.
So ist z.B. die mittlere Spanungsdicke hm infolge der verschiedenen Schnitt-
bogenla¨ngen unterschiedlich und die sich in Abha¨ngigkeit vom Schneiden-
winkel κ einstellende Spanungsdicke h ebenfalls. Das bedeutet, beim so
genannten dreiachsigen Fra¨sen ist sowohl die Spanungsdicke im Schneiden-
zentrum als auch die Schnittgeschwindigkeit bei senkrechter Fra¨seranstel-
lung null. Dies fu¨hrt im Werkstoff zu starken Belastungen durch Reib- und
Quetschvorga¨nge [150] und zieht bei der numerischen Simulation des Pro-
zesses Schwierigkeiten nach sich. In der Zerspanungstechnik wird beim Zei-
lenfra¨sen im Gleich- oder Gegenlauf zwischen Zieh-, Bohr- und Fra¨sschnitten
unterschieden. Die Fra¨seranstellung wird dabei durch den Kippwinkel β cha-
rakterisiert. Die Kippung kann dabei in der Vorschubebene und auch quer zur
Vorschubebene erfolgen. Die Definition des Zieh-, Bohr- oder Fra¨sschnittes
beruht auf der Richtung der Vorschubrichtung und der Lage des unbear-
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Bild 6.19: Schematische Darstellung der Werkzeugeingriffsverha¨lnisse beim Kugel-
kopffra¨sen.
beiteten Materials. Nach [151] wird vom Bohrfra¨sen gesprochen, wenn die
Fra¨serspitze zum unbearbeiteten Material hin gekippt ist. Bei einer Kippung
in die entgegengesetzte Richtung wird vom Ziehschnitt und bei einer senk-
rechten Anstellung vom reinen Fra¨sschnitt gesprochen.
Wichtig fu¨r die exakte Diskretisierung des Bearbeitungsvorgangs ist die kor-
rekte Beschreibung einer rotierenden Schneide eines Kugelkopffra¨sers mit
dem Radius Rk. Wird die Geometrie des Werkzeuges in Vektorschreibweise
dargestellt, ergibt sich folgende Gleichung (6.5):
−→







Rk · sinκ · sinϕ
Rk · sinκ · cosϕ
q · s−Rk · cosκ
mit 0 < q ≤ 1 ∧ κ = pi2q = 0 ∧ 0 ≤ κ ≤ pi2
}
0 ≤ ϕ ≤ 2pi
(6.5)
Dabei ist κ der Schneidenwinkel, ϕ der Eingriffswinkel und q bzw. s sind
zur Beschreibung des zylindrischen Schaftes mit der La¨nge s notwendig. Der
allgemeine Fall der Werkzeuganstellung wird aus einer Anstellung des Werk-
zeuges zur Oberfla¨chennormalen in oder quer zur Vorschubrichtung gebildet.
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Sowohl fu¨r die durchgefu¨hrten Fra¨sversuche als auch fu¨r die numerischen Si-
mulationen wurden Kugelkopfwerkzeuge mit einem Durchmesser von 12 mm
eingesetzt. Dabei kamen sowohl gerad- als auch spiralgenutete Fra¨ser zum
Einsatz. Fu¨r die Simulation stand nur das CAD-Modell eines spiralgenuteten
Fra¨sers zur Verfu¨gung, so dass sich die Berechnungen auf Fra¨ser dieses Typs
beschra¨nkten. In Bild 6.20 (oberer Bildteil) ist die Fra¨sergeometrie eines
geradgenuteten Kugelkopffra¨sers dargestellt. Die realen Werkzeuge besit-
zen neben den bereits genannten Hauptschneiden auch eine Querschneide.
Die Querschneide verbindet die beiden leicht versetzt angeordneten Haupt-
schneiden an der Spitze des Fra¨sers. Dies fu¨hrt bei der Senkrechtanstellung
des Fra¨sers zu einem Querschneideneingriff, der gravierende Auswirkungen
auf die sich einstellende Werkstu¨ckoberfla¨che hat. Im unteren Bildteil des
Bildes 6.20 sind die sich ergebende Werkstu¨ckgeometrie und ein fu¨r den
Werkstoff C45E typischer Span dargestellt. Zur besseren Erkennbarkeit sind
die Geometriekanten gestrichelt dargestellt. Sowohl das Werkstu¨ck als auch





Bild 6.20: Lage der Haupt- und Querschneiden bei einem Kugelkopfwerkzeug sowie
die sich ergebenden realen Werkstu¨ck- und Spangeometrien.
Verschiedene Untersuchungen haben gezeigt, dass die Vorteile des Hoch-
geschwindigkeitsfra¨sens, i.B. bei den hier verwendeten kleinen Werkzeug-
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durchmessern, im Werkzeug- und Formenbau nur dann ausgenutzt werden
ko¨nnen, wenn mit Drehzahlen gro¨ßer 30.000 U/min gearbeitet wird. Aus
diesem Grund wurden alle Simulationen in diesem Drehzahlbereich durch-
gefu¨hrt. Fu¨r die Simulationen wurde das in der Praxis u¨bliche Verfahren des
Zeilenfra¨sens modelliert. Alle Simulationen wurden fu¨r den Werkstoff C45E
mit folgenden Parametern durchgefu¨hrt, Bild 6.21.
Werkzeugdaten Schnittwerte 
Werkzeugdurchmesser : dwz =  12 mm 
Freiwinkel: D = 6 ° 
Spanwinkel: J = 0° 
Schneidkantenradius: rs = 0,01 mm 
Querschneidenlänge: lq = 0,5 mm 
Schneidenversatz: 's = 0,2 mm 
Gleichlauffräsen (Span wird am „dicken“ Ende angeschnitten) 
Queranstellwinkel: Efn = 315° 
Werkzeugdrehzahl: nwz = 40.000 U/min 
Zahnvorschub: fz = 0,25 mm/Zahn 
Zustellung: ap = 0,5 mm 
Zähnezahl: z = 2 
Vorschubgeschwindigkeit: min/mm000.20nzfU wzz   
Zeilenbreite: br = 0,25 mm
Bild 6.21: Parameter fu¨r die Simulation des Kugelkopffra¨sens.
Wa¨hrend der Bearbeitung dreht sich das Werkzeug mit einer Drehzahl
von 40.000 U/min (ca. 25 m/s) im Uhrzeigersinn um seine eigene Ach-
se und bewegt sich dabei gleichzeitig mit einer Vorschubgeschwindigkeit
von 20.000 mm/min (ca. 0,33 m/s) in die negative x-Achsenrichtung. Das
FEM-Modell wurde hinsichtlich der Werkzeuggeometrie und der Schnittpa-
rameter voll parametrisiert, so dass evtl. weiterfu¨hrende Rechnungen prob-
lemlos mo¨glich sind. Das Werkzeug wurde als ”rigid body” modelliert und
nur mit einem Netz fu¨r die sequenziell gekoppelte thermische Rechnung ver-
sehen, um den Wa¨rmeabfluss in das Werkzeug hinein zu beru¨cksichtigen.
Die gesamte Rechnung wurde als thermisch gekoppeltes Modell mit einer
Elementgesamtzahl von ca. 120.000 Elementen ausgefu¨hrt. Das Simulati-
onssetup fu¨r den Fall des Gleichlauffra¨sens ist in Bild 6.22 dargestellt. Die
restlichen Simulationsbedingungen, insbesonders die Remeshing- bzw. Netz-
auftrennungsmodelle, wurden in Anlehnung an die erfolgreichen Berechnun-
gen zum Orthogonalschnitt im Kapitel 6.1 gewa¨hlt. Auch die Wa¨rmekapa-
zita¨t und Wa¨rmeleitfa¨higkeit als Funktion der Temperatur verwenden die
gleichen mathematischen Beschreibungen wie bei der Orthogonalschnitt-
simulation des Werkstoffes C45E. Da, wie bereits erwa¨hnt, das verwen-
dete Simulationssystem keine Mo¨glichkeit des Selbstkontaktes in 3D bie-
tet, konnten alle hier gezeigten Simulationen nur bis zur ersten Beru¨hrung
der Werkstu¨ckkontur durch den sich bildenden Span durchgefu¨hrt werden
(vgl. Bild 6.23). Das Feature des Selbstkontaktes in 3D ist fu¨r die na¨chste
Revision des verwendeten Simulationspaketes vorgesehen, so dass es dann
mo¨glich sein wird, weiterfu¨hrende Rechnungen u¨ber den gesamten Spanvor-
gang durchzufu¨hren. In Bild 6.23 ist das Ergebnis einer solchen Simulati-
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Bild 6.22: Simulationsanordnung fu¨r das Kugelkopffra¨sen, hier dargestellt fu¨r den Fall
des Gleichlauffra¨sens.
on aus verschiedenen Ansichten dargestellt. Die Rechnung wurde bis zum
Selbstkontakt des Spans mit der Werkstu¨ckoberfla¨che durchgefu¨hrt. Es wird
deutlich, dass sich der bildende Span nach dem Anschnitt stark kru¨mmt
und dadurch sehr fru¨h das Werkstu¨ck beru¨hrt. Der Vergleich mit realen
Spa¨nen (vgl. Bild 6.20, unten rechts) zeigt eine gute U¨bereinstimmung zwi-
schen errechneter und realer Spangeometrie. Der reale Span zeigt daru¨ber
hinaus jedoch mehrere Bruchstu¨cke, die entstehen, wenn er in Kontakt mit
der Werkstu¨ckoberfla¨che tritt. Diese ”Segmentierung” des Spans kann die
Simulation aufgrund des Selbstkontaktproblems jedoch bisher nicht abbil-
den, so dass ein Vergleich der Spanformen die Realita¨tsna¨he der Simulation
nur unzureichend beurteilen kann. Es ist daher notwendig, eine andere Ver-
gleichsmo¨glichkeit der Simulation mit dem realen Versuch zu schaffen, die
nicht von der nur relativ kurzen Simulationszeit bis zum Selbstkontakt be-
einflusst ist. Von Frohmu¨ller [141] wurden im Rahmen eines DFG-Projektes
umfangreiche Temperaturmessungen beim Kugelkopffra¨sen der Sta¨hle C45E
und 40CrMnMo7 im relevanten Geschwindigkeitsbereich durchgefu¨hrt. Fu¨r
diese Messungen kam ein eigens dafu¨r entwickeltes, zeitlich hochauflo¨sendes
Temperaturmesssystem zum Einsatz, mit dessen Hilfe die Spanfla¨chentem-
peraturen wa¨hrend des Kugelkopffra¨sens gemessen wurden. Messungen mit
a¨hnlichen Spanparametern ergaben an der Spanoberfla¨che Temperaturen
von ca. 750 bis 800 ◦C. Ein Vergleich mit den Simulationsergebnissen aus
Bild 6.24 zeigt eine sehr gute U¨bereinstimmung der gemessenen und der
berechneten Temperaturen. Je nach Messort ergibt sich bei der Simulation,
basierend auf den Materialmodellen aus Kapitel 5.2, eine U¨bereinstimmung
im Bereich von ca. ± 10...15 K. Dieses Ergebnis zeigt, dass es bei der Ver-
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Bild 6.23: Ergebnisse der Simulation des Gleichlaufkugelkopffra¨sens des Stahls C45E
im Ziehschnitt mit den Parametern aus Bild 6.21 - Span aus verschiedenen Ansichten.
wendung von exakten Werkstoffkenndaten bzw. -modellen mo¨glich ist, das
Verfahren des Kugelkopffra¨sens mit einer hohen Genauigkeit in der Simu-
lation abzubilden. Damit werden neue Perspektiven fu¨r die Werkzeugent-
wicklung ”am Computer” aufgezeigt. So gibt es neben der Berechnung des
Kraftbedarfs (siehe Bild 6.25 fu¨r das fu¨r diesen Fall berechnete Werkzeugmo-
ment) und der Temperaturen erste Ansa¨tze [152], auch den Verschleiß des
Werkzeuges in Abha¨ngigkeit der lokal wirkenden Kra¨fte, Temperaturen und
Fla¨chenpressungen zu berechnen. Dies setzt natu¨rlich umfangreiche empiri-
sche Verschleißuntersuchungen voraus. Es ist davon auszugehen, dass sich
numerische Methoden bei der Auslegung von Werkzeugen in den na¨chsten
Jahren noch sta¨rker etablieren werden.
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Bild 6.24: Spanfla¨chentemperaturen - Ergebnisse der Simulation des Gleichlaufkugel-
kopffra¨sens des Stahls C45E mit den Parametern aus Bild 6.21.
Bild 6.25: Moment-Zeit-Verlauf - Ergebnisse der Simulation des Gleichlaufkugelkopf-
fra¨sens des Stahls C45E mit den Parametern aus Bild 6.21.
7 Zusammenfassung und Ausblick
Durch den Fortschritt in der spanenden Bearbeitung in den letzten Jahren
und Jahrzehnten und dem Einzug des Hochgeschwindigkeitsspanens (engl.
High Speed Cutting, HSC) in die industrielle Fertigung und den daraus resul-
tierenden extrem großen Schnittgeschwindigkeiten ist es notwendig gewor-
den, fu¨r das wissenschaftliche Versta¨ndnis der ablaufenden Vorga¨nge exakte
Kenntnisse u¨ber das mechanische Werkstoffverhalten bei sehr hohen Verfor-
mungsgeschwindigkeiten sowie hohen Temperaturen und hohen Verformun-
gen zu erhalten. Diese Daten sind fu¨r die Festlegung von Bearbeitungspara-
metern und das Design von an das Hochgeschwindigkeitsspanen angepassten
Werkzeugen und Schneidstoffen unerla¨sslich. Je nach Werkstoff und Wa¨rme-
behandlungszustand werden bei der HSC-Bearbeitung erho¨hte Temperaturen
bei großen Verformungen und gleichzeitig extreme Dehnungsgeschwindigkei-
ten erreicht. Die Ermittlung der relevanten Werkstoffeigenschaften fu¨r die
beiden Sta¨hle C45E und 40CrMnMo7 stand im Vordergrund dieser Arbeit.
Die Arbeit gliedert sich in folgende Schwerpunkte:
• Entwicklung und Validierung neuartiger, verbesserter Pru¨fverfahren zur
Ermittlung von relevanten Werkstoffkenndaten in bisher unbekannten
Bereichen.
• Hochgeschwindigkeitsspanversuche mit einer integrierten Hochge-
schwindigkeitskraftmessung und der Mo¨glichkeit zur schlagartigen Un-
terbrechung des Schnittvorgangs.
• Anwendung des Verfahrens der Visioplastizita¨t auf den Spanbildungs-
prozess zur Ermittlung von lokal vorliegenden Verformungen und Ver-
formungsgradienten.
• Anwendung und U¨berpru¨fung der Gu¨ltigkeit des Konzepts der thermi-
schen Aktivierung zur Beschreibung der Fließspannungen bei sehr hohen
Dehnungsgeschwindigkeiten.




• Simulation des Orthogonalschnitts fu¨r die beiden untersuchten Sta¨hle
auf Grundlage der ermittelten Werkstoffparameter.
• Simulation eines Kugelkopffra¨sprozesses am Stahl C45E.
Es war erforderlich, vorhandene hochdynamische Verfahren zur
Fließkurvenermittlung weiter zu entwickeln und an die speziellen An-
forderungen fu¨r die Ermittlung hochgeschwindigkeitsspanrelevanter
Werkstoffparameter anzupassen. Dazu waren die bisher verwendeten
Pru¨fmethoden genauestens zu analysieren, ihre Vor- und Nachteile he-
rauszuarbeiten und sie ihren Verfahrenssta¨rken gema¨ß zu verwenden.
Mittels zwei neu entwickelter Pru¨fverfahren der Hochgeschwindigkeits- und
Hochtemperatur-Zugbelastung und der Scherfließspannungsermittlung bei
niedrigen und hohen Temperaturen und Geschwindigkeiten wurde Neuland
betreten und ein bedeutender Wissenszuwachs erzielt. Dadurch entfa¨llt
zuku¨nftig die Notwendigkeit, diese Fließspannungsdaten durch Extrapo-
lation abzuscha¨tzen, was die Genauigkeit von numerischen Simulationen
verbessert. Die neu entwickelten Methoden und Erkenntnisse ko¨nnen nicht
nur auf das Hochgeschwindigkeitsspanen sondern ebenfalls auf andere
schnelle Umformverfahren angewendet werden.
Mit Hilfe der Integration einer Quickstopp-Einrichtung in ein Rotati-
onsschlagwerk sind Spanversuche mit Schnittgeschwindigkeiten bis zu
2400 m/min und gleichzeitiger Ermittlung der Schnittkraft mo¨glich. Diese
Versuche werden mit Hochgeschwindigkeitsaufnahmen gekoppelt, was
zum Versta¨ndnis der ablaufenden Vorga¨nge beitra¨gt. Kennwerte wie die
Spanablaufgeschwindigkeit ko¨nnen ermittelt werden. Werden diese Span-
versuche mit der Methode der Visioplastizita¨t gekoppelt, ist es mo¨glich,
lokal im Span vorliegende Verformungen zu ermitteln, ohne dass dafu¨r
ein Werkstoffmodell notwendig ist. Die Visioplastizita¨tsversuche sind ein
hervorragendes Werkzeug zur Bewertung der Ergebnisse der Simulationen
des Orthogonalschnitts. Auch die ermittelten Schnittkra¨fte wurden zur
Validierung der Simulationen verwendet. Die Anwendung der Visioplastizita¨t
setzt die Applizierung orthogonaler Raster auf dem Werkstu¨ck voraus.
Dafu¨r sind A¨tzraster am besten geeignet, da sie bis zu hohen Temperaturen
thermisch stabil sind und die Verformung des Spans nicht wesentlich
beeinflussen. Bei der Betrachtung der Bearbeitungsgeschwindigkeiten
unterschiedlicher technischer Prozesse bzw. Umformvorga¨nge zeigt sich,
dass bei Hochgeschwindigkeitsspanprozessen Dehnungsgeschwindigkeiten
von ε˙ > 104 s−1 auftreten. Bei dem speziellen Fall der Spansegmentierung
durch adiabatische Scherbandbildung ko¨nnen auch o¨rtliche Belastungsge-
schwindigkeiten von ε˙ = 106 s−1 erreicht werden. Dabei treten gleichzeitig
hohe Temperaturen bis zu 1200 ◦C und teilweise sehr große plastische
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Verformungen auf. Bisher war es nur unzureichend mo¨glich, bei diesen
Randbedingungen verla¨ssliche Werkstoffkenndaten zu messen. Bei hohen
Belastungsgeschwindigkeiten Fließgrenzen zu ermitteln, ist bei Dehnungsge-
schwindigkeiten von ε˙ > 5 · 104 s−1 nicht mehr ohne Weiteres mo¨glich. Um
fu¨r die Simulation des Hochgeschwindigkeitspanens Werkstoffparameter bei
extrem hohen Belastungsgeschwindigkeiten zu erhalten, wurde auf das seit
la¨ngerem bekannte Prinzip der thermischen Aktivierung zuru¨ckgegriffen. Die
Gu¨ltigkeit dieser die Versetzungsbewegung steuernden Mechanismen ist fu¨r
Sta¨hle nur bis zu einer Dehnungsgeschwindigkeitsgrenze von ε˙ = 3 · 103 s−1
bewiesen. Aufgrund von metallphysikalischen Beziehungen wird davon
ausgegangen, dass bei einer gleich bleibenden Aktivierungsenergie eine Aus-
tauschbarkeit der Dehnungsgeschwindigkeit und der Temperatur mo¨glich
ist: Solange die Aktivierungsenergie gleich bleibt, reagiert der Werkstoff
mit der gleichen Fließgrenze. Damit ist es mo¨glich, Tieftemperaturversuche
durchzufu¨hren und dann die Daten auf erho¨hte Dehnungsgeschwindigkeiten
bei Raumtemperatur umzurechnen. Es besteht aber grundsa¨tzlich die
Mo¨glichkeit, dass es zu Effekten der Versetzungsreibung (Da¨mpfung)
kommt, dass kein rein thermisch aktivierter Prozess mehr vorliegt und
dass es deshalb zu einem u¨berproportionalen Anstieg der Fließspannungen
kommt. Um dieses fu¨r Sta¨hle ungekla¨rte Problem zu lo¨sen, wurden am
High Energy Density Research Center (Moskau) Flyer-Plate-Versuche
durchgefu¨hrt und die daraus erhaltenen Fließgrenzen mit den thermisch
aktivierten Werten verglichen. Fu¨r beide Sta¨hle ergeben sich gute U¨berein-
stimmungen zur Gu¨ltigkeit der thermisch aktivierten ”Gesetze”. Das belegt,
dass bei diesen Sta¨hlen zumindest bis zu einer Dehnungsgeschwindigkeit
von 5 · 105 s−1 keine Da¨mpfungseffekte auftreten.
Basierend auf Zug-, Druck-, Torsions- und Flyer-Plate-Ergebnissen wur-
den die Werkstoffmodelle nach Johnson-Cook und Zerilli-Armstrong als
fu¨r die Simulation des Hochgeschwindigkeitsspanens geeignete Modelle
identifiziert, da sie hohe Bestimmtheitsmaße liefern und die gemessenen
Werkstoffkennwerte gut wiedergeben ko¨nnen.
Sowohl fu¨r den Stahl C45E als auch fu¨r den Stahl 40CrMnMo7 ist somit
die Simulation des Orthogonalschnitts gelungen. Der Stahl C45E bildet
bei diesem Versuch Fließspa¨ne aus. Die berechneten Schnittkra¨fte zeigen
eine sehr gute U¨bereinstimmung mit den gemessenen Kra¨ften. Dies gilt im
Besonderen fu¨r die 3D-Simulationen. Ein Vergleich der Simulationen mit
den Visioplastizita¨tsergebnissen zeigt weiterhin eine gute U¨bereinstimmung
der berechneten und der real im Span vorliegenden lokalen Verformun-
gen. Die Spa¨ne des Stahls 40CrMnMo7 segmentieren bereits bei kleinen
Schnittgeschwindigkeiten und kleinen Spanungsdicken. Der Mechanismus
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der Segmentspanbildung konnte durch Verwendung einfacher, aus der
Umformtechnik bekannter Scha¨digungsmodelle wie Cockcroft-Latham
abgebildet werden. Auch beim Werkzeugstahl wurde eine gute U¨bereinstim-
mung zwischen den berechneten und gemessenen Kra¨ften und Spanformen
gefunden. Aufbauend auf den Erkenntnissen, die von der Simulation des
Orthogonalschnitts abgeleitet werden ko¨nnen, ist es mo¨glich, die Werk-
stoffmodelle auch auf die Simulation des Kugelkopffra¨sens zu u¨bertragen.
Das Kugelkopffra¨sen ist ein typisches Spanverfahren, das im Formenbau
Einsatz findet und aus wirtschaftlichen Gru¨nden zunehmend auch bei
hohen Spangeschwindigkeiten angewendet wird. Durch die komplexe Werk-
zeuggeometrie und die komplizierten Kontakt- und Eingriffsverha¨ltnisse
entlang der Schneide und der sich sta¨ndig a¨ndernden Belastungen in
Abha¨ngigkeit vom Eingriffswinkel treten teilweise extreme Belastungen des
Werkstoffes auf. Durch die wesentliche Einschra¨nkung, dass das verwendete
Simulationssystem keine Mo¨glichkeit des Selbstkontaktes in 3D bietet,
ist es nicht mo¨glich, diese Berechnungen fu¨r den stark segmentierenden
Werkstoff 40CrMnMo7 durchzufu¨hren. Daher werden die Simulationen
zum Kugelkopffra¨sen mit dem Werkstoff C45E vorgenommen und bis zum
Selbstkontakt gerechnet. Beim Vergleich der berechneten Temperaturen
mit realen in situ gemessenen Spanfla¨chentemperaturen zeigt sich eine
gute U¨bereinstimmung. Mit Hilfe der Simulation des Kugelkopffra¨sens
ist es mo¨glich geworden, die entstehenden Momente in Abha¨ngigkeit des
Eingriffswinkels zu beschreiben.
Fu¨r zuku¨nftige Arbeiten bieten sich Berechnungen zum Verschleiß des
Werkzeuges an. Dafu¨r sind Verschleißuntersuchungen und eine umfangrei-
che Parameteridentifikation notwendig. Erste viel versprechende Ergebnisse
liegen bereits vor. Aufbauend auf erste Erkenntnisse aus der Simulation
sind weiterfu¨hrende Untersuchungen zur Prognose von Werkstu¨ckeigen-
schaften (z.B. Eigenspannungen, Gefu¨geausbildung an der Oberfla¨che der
bearbeiteten Werkstu¨cke ), welche aus dem Zerspanungsprozess resultieren,
wu¨nschenswert.
Fu¨r weiterfu¨hrende Arbeiten auf dem Gebiet der Werkstoffpru¨fung und
des Werkstoffverhaltens werden Untersuchungen zur U¨bertragbarkeit des
Konzeptes der Berechnung der Fließspannungen aus Flyer-Plate-Versuchen
auf andere Werkstoffe vorgeschlagen.
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ALE Arbitrary Lagrange Euler
AM Versta¨rker (engl. amplifier)
besch. beschichtet
Corp. Corporation






EOS Equation of State
FE Finite Elemente
Fe3C Zementit





HSC Hochgeschwindigkeitsspanen (engl. High Speed Cutting)
i.A. im Allgemeinen
i.B. im Besonderen





LWM Lehrstuhl Werkstoffe des Maschinenbaus
max. maximal
mind. mindestens
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SCS Shear Compression Specimen
SD Strength Differential












A Querschnittsfla¨che der Probe
A werkstoffabha¨ngiger Parameter
a, a1,2,3,4 werkstoffabha¨ngiger Parameter
A0 Querschnittsfla¨che der Hopkinsonstangen
Ac1 Temperatur des Austenitbildungsbeginns
Ac3 Temperatur bei vollsta¨ndiger Austenitisierung
ai, bi, ci, di, ... Koeffizienten
ap Schnitttiefe
ap Zustellung bei Kugelkopffra¨sen
Ar1 Temperatur des Austenitzerfalls
(Austenit-Perlit-Umwandlung)
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c0l longitudinale Wellengeschwindigkeit in schlanken Sta¨ben
c1 werkstoffabha¨ngiger Parameter
CCL werkstoffabha¨ngiger Parameter
cl,t longitudinale bzw. transversale Wellengeschwindigkeit






E,E0 spezifische innere Energie
F Kraft
F werkstoffabha¨ngiger Parameter
f Funktion ho¨herer Ordnung
F0 Fourierzahl
Fc Schnittkraft










J0 Fla¨chentra¨gheitsmoment eines Vollzylinders
K werkstoffabha¨ngiger Parameter
k Stefan-Boltzmann-Konstante
~K Vektor zur Beschreibung der Geometrie des
Kugelkopffra¨sers
K0,ε werkstoffabha¨ngiger Parameter
Ka Winkeldefinition am Kugelkopffra¨ser
KC Winkeldefinition am Kugelkopffra¨ser
Ke Winkeldefinition am Kugelkopffra¨ser
kf wahre Spannung
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l1 Endla¨nge
lq Querschneidenla¨nge














Ra,i Außen- bzw. Innenradius
Rk Radius des Kugelkopffra¨sers
Rm Zugfestigkeit











t8/5 Abku¨hlzeit zwischen 800
◦C und 500 ◦C
tB Bremszeit
ti zur i-ten Linien im visioplastischen Raster geho¨rende Zeit
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up, up0 Partikelgeschwindigkeit
Us Ausbreitungsgeschwindigkeit
u(x) free surface velocity
V, V0 spezifisches Volumen
v Geschwindigkeit
v mittlere Versetzungsgeschwindigkeit
v1, v2 Proben- bzw. Schneidengeschwindigkeit
vci, vc (momentane) Schnittgeschwindigkeit
vSA Spanablaufgeschwindigkeit
vSE Werkstoffgeschwindigkeit in Richtung der Scherebene



























∆τ relative Abweichung zwischen ideal elastischem und
ideal plastischem Verhalten




ε˙, ε˙pl wahre plastische Dehnungsgeschwindigkeit
ε˙∗ dimensionslose plastische Dehnungsgeschwindigkeit
ε0 Bezugsdehnung
ε˙0 Norm- bzw. Bezugsdehnungsgeschwindigkeit




εR Dehnung im Eingangsstab










ξ Struktur- oder Gefu¨geparameter
ρ Dichte
ρm Dichte der beweglichen Versetzungen
σ Spannung
σ, σ¯ wahre Spannung
σˆ Referenzspannung
σˆ, σ∗0 Spaltbruchspannung (T = 0 K)
σ∗ maximale Zugspannung an der Bruchstelle
σ0 werkstoffabha¨ngiger Parameter
σ0,2 0,2 % Dehngrenze
σ1,2,3 Hauptspannungen
σath, σa athermische Spannungskomponente
σaxial axiale (Normal-) Spannung
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σth, σ




σx Normalspannung in x-Richtung
τ Scherspannung
τ0,2 0,2 % Scherspannung
τ e,i Scherspannung im ideal elastischen bzw. plastischen Fall
τmax maximale Scherspannung
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